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Capitolul 1 

INTRODUCERE. PROBLEME ACTUALE ALE PROIECTĂRII 
ANTISEISMICE 

1.1 Generalitati 

Nevoia oamenilor de a construi este foarte veche Din cele mai vechi timpuri s-a pus 
problema construirii unui adapost care sa protejeze in pnmul rand vieţile oamenilor si in al 
doilea rand bunurile lor Cutremurele de pamant aparute suprinzator, de alungai timpului, au 
produs catastrofe devastatoare asupra mediului construit Aceasta putere extrem de violenta, 
neprevăzută si inexplicata, in Grecia antica, a fost asimilata cu un zeu numit Engelados. 

In acest context, apare nevoia de a defini natura seismului /'/•«^C1984 
"Cutremurele de pamant prezintă un pericol natural de tip special, in sensul ca sunt 
evenimente cu manifestare rara, si cu probabilitate scăzută dar cu efecte extrem de 
distrugătoare 
Ca atare, seismul este un fenomen aleatoriu cu intensitate, direcţie si manme necunoscute m 
prealabil, studiul răspunsului sistemului structural devenind greu de modelat Având in vedere 
ca pana in prezent estimarea in prealabil a acţiunii seismice nu este posibila, singura soluţie 
este, pe de o parte pregatirea prealabila pe plan naţional, iar pe de alta parte, invatarea dm 
experienţa evenimentelor trecute.Intr-o alta ordine de idei, pentru ca fenomenul seismului nu 
poate fi controlat, unica soluţie care poate fi realizata, cu tehnologia actuala dispusa, este 
controlarea modului de cedare a sistemului structural. 

In general, structurile metalice au o comportare deosebit de buna împotriva acţiunilor 
seismice datorita in primul rand ductilitatii proprie a otelului precum si a raportului favorabil 
masa/rigiditate. Aceasta comportare buna, se reduce in urma voalam pereţilor comprimaţi ale 
secţiunilor transversale, ruperilor casante, fenomenelor de instabilitate globala, etc 

Dupa ultimele evenimente seismice, Mexico (1985), Northridge (1994), Kobe (1995). 
imaginea structurilor metalice, considerate cele mai adecvate pentru zone seismice active a 
fost afectata datorita performantelor nesatisfacatoare ale acestora. Colapsul ctadini Pino 
Suarez din Mexico( 19985) si inregistrarea cedărilor casante la imbinarile grinda-stalp sudate, 
la cadrele de incovoiere, considerate aproape invulnerabile la acţiunile seismice, a contnbuit 
la schimbarea acestei imagini. Totuşi, gradul de avariere si numărul cedanlor structurilor din 
otel a fost mai mic in comparaţie cu alte materiale de constructii ' (Fig 11) 

Din ultimele evenimente se poate observa ca protectia vieţii umane s-a realizat pe de plin, 
codurile dovedindu-se din acest punct de vedere satisfacatoare, evitând colapsul total al 
structurii. Totuşi, pierderile economice s-au ridicat Ia sume foarte importante(Fig 1 2) 
Cauzele acestor pagube materiale se datoreaza : 
1. Concentrării populaţiei in centre urbane, situate in zone seismice cu un nsk ndicat 
2. Vulnerabilitatii construcţiilor modeme 
3. Normelor de proiectare, in vigoare, necorespunzatoare 
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Fig.1.1 Situatia structurilor avariate in cazul seismului din Kobe 
Fig.1.1 Damaged structures in the Kobe earthquake 
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Fig. 1.2 Pagube materiale in cazul difentelor evenimente seismice 
Fig. 1.2 Economical losses from the recent earthquakes 

Conform Rolf&Barsom^ in ultimul timp a crescut numărul cedărilor casante dm cau/a 
următoarelor schimbări la proiectare: 

Inginerii si arhitectii proiecteaza structuri mai complexe decât in trecut 
Se folosesc calculatoare si metode mai precise care reduc dm factorul de siguranţa si 
experienţa incorporat de a lungul timpului. 
Creşterea folosirii otelului de rezistenta ridicata, a elementelor groase, a imbinanior sudate 
in comparaţie cu otelurile de rezistenta scăzută, a elementelor de grosime normala si 
imbinarilor cu nituri sau cu şuruburi, care au fost folosite in trecut 

^ Alegerea soluţiilor structurale depmde exclusiv de costul acestora. 
In urma cutremurelor catastrofale, firesc, de flecare data se pune întrebarea " Care este cauza 
performantelor nesatisfacatoare ale structunlor si in special celor metalice ? 

1. 

2. 

3. 

4. 
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Depind de calitatea materialelor, de conceptul de proiectare, de conformare structuni. dc 
detaliile constructive, de codunie actuale sau de tehnologia de cxecutie' 

Toate aceste intrebari isi cauta răspuns, care va veni cu siguranţa, printr-un efon enorm de 
cercetare si colaborare a specialiştilor din diferite domenii, seismologi-geologi-ingineri. 
datorita complexitacii fenomenului seismic. In cadrul acestor eforturi se însene si aceasta 
lucrare incercand sa abordeze problema ductilitatii intr-un mod practic si aplicativ 

1.2 Scurt istoric al evoluţiei conceptului de ductilitate 

Dezvoltarea ingineriei seismice si in special proiectani antiseismice, s-a realizat in ultimii 40 
de ani datorita naturii seismice complexe. Se pot distinge 3 penoade ale evoluţiei conceptului 
antiseismic"'(Fig. 1.3): 

(i) Prima perioada. Dupa cutremurile severe de la începutul secolului 20 s-a pus problema 
luării in considerare a actiunililor seismice. Gustav Eiffel a introdus conceptul echivalam 
forţelor seismice cu forţele din vant. Oraşul San Francisco a fost construit dupa cutremurul 
din 1906 pe baza unei forte echivalente de vant pe 1 40 KPa. Numai dupa cun-emurul din 
Long Beach(1933) a fost introdus conceptul forţelor laterale proporţionale cu masa 
Construcţiile au fost proiectate pentru forte laterale egale aproximativ cu masa structurii 
Aceasta idee se datoreaza observaţiilor fenomenului de supravieţuire a unor constructii 
chiar daca forţele cu care a fost dimensionate erau mai mici decât cele selsmlce^ Este 
prima apariţie a utilizării proprietăţilor de ductilitate, totuşi ele nu sunt explicitate in 
metodologia de proiectare. 

(ii) A doua perioada: In aceasta perioada se pun bazele calculului modem Se realizeaza 
spectrul elastic de răspuns de către Benioff (1934) si Biot (1941), acest fiind important 
pentru evaluarea nivelului forţelor si deformatiilor dezvoltate de răspunsul liniar al 
structurii. In 1935, profesorul Tanabashi propune o teorie avansata, enunţând ca rezistenta 
structurii la acţiunile seismice se masoara prin capacitatea ei de a absorbi energia seismica, 
înaintea colapsului. Evident, aceasta energie se asociaza cu energia disipata pnn 
ductilitatea st^ucturii^ In anul 1943, in codul oraşului Los Angeles, se introduce influenta 
perioadei structurii, considerând forţele seismice de proiectare in funcţie de numărul 
nivelelor structurii.Recomandarile din San Francisco au introdus, pentru pnma oara. 
influenta perioadei fundamentale, enunţând ca forţele seismice sunt invers proporţionale cu 
aceasta perioada. Acest concept, simplu de inteles de către ingineri si uşor de implementat 
in coduri, s-a utilizat cateva decenii. Totuşi pe de o parte evenimentele seismice dm 
Caracas, Nigata, Agadir, din anii '60, iar pe de alta parte apantia calculatoarelor si 
dezvoltarea calculului dinamic neliniar au împins studiile mai departe pentru definirea 
explicita a ductilitatii. Prima incercare de a corela spectrul de răspuns cu disiparea energiei 
transmise de seism, prin deformaţii plastice, aparţine cercetătorului //^m/i^n 1956.1959) 
In cadrul acestor studii se propune evaluarea cantitativa a energiei totale induse de seism, 
prin folosirea spectrului de viteza intr-un sistem elastic liniar, presupunând ca energia 
indusa responsabila pentru avarierea sistemului elastoplastic este egala cu cea a 
sistemului elastic. Housner a fost fondatorul calcului la limita asigurand structura 
impotriva colapsului prin disiparea unei anumite cantitati de enegie indusa In 1960. a fost 
studiat de către Veletsos & IVewmark spectrul inelastic, bazat pe studiile antenoare a lui 
Housner, obtinindu-se comportarea sistemelor elastoplastice cu un grad de libertate cu 
ajutorul factorului de comportare a structurii. Un nou concept a fost propus de Newmark 
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& Hali (1969) realizand un spectru bazat pe aceleratii. viteze, deplasan, in domeniul 
perioadelor scurte, medii, inalte. Spectrele obtinute pentnj sisteme cu un grad de libertate 
au fost extinse pentru sisteme cu mai multe grade de libertate 

(iii)Penoada a treia:Aceasta perioada, datorita pe de o parte raspindirii calculatoarelor 
personale, dezvoltării calcului dinamic neliniar si a programelor de calcul static-dmamic 
iar pe de alta parte manifestărilor seismice cu caracteristici variate, a condus Ia dezvoltarea 
calculului modem si proiectării antiseismice. La sfarsitul anilor' 70, sunt puse bazele 
metodei proiecterii capacitatii de rezistenta de către Paulayi\911), fiind introduse si 
primele masuri constructive pentru realizarea ductilitatii locale a structurilor din 
beton armat Conceptul ductilitatii locale si globale, pentru structuri metalice a fost 
introdus in anii' 80, considerat ca prima sursa de disipare a energiei seismice, totodata 
semnaland in acelaşi timp trecerea de la metode convenţionale la metoda capacitacii de 
rezistenta. Seismele recente, Northridge( 1994),Kobe( 1995), au demonstrat ca ductilitatea 
asigurata numai de material nu este suficienta si este nevoie de un calcul direct al acesteia 
Totodata , conceptul ductilitatii a fost criticat datorita avariilor senoase atat la elemente 
structurale cat si la cele nestructurale.In ultimul timp pentru minimizarea avanilor se 
propun metode cinematice pentru contrulul cedani^' ,detalii constructive penru dinjarea 
avariilor^^ ,metode pentru controlul structural cu ajutorul anumitor dispozitive,dez\oltate 
inca din anii' 80. 

1.3 Seismicitatea tarilor balcanice. Cazurile Greciei si al României 

Zona care cuprinde tarile balcanice este regiunea cu cea mai mare seismicitate din Europa 
Din tarile care fac parte. Grecia prezintă zona cea mai activa, in care se elibereaza anual 50® o 
din energia seismica a Europei. In teritoriul României si Fostei Iugoslaviei s-au produs 
cutremure de pamant cunoscute avand urmări devastatoare atat asupra construcţiilor cat si 
asupra oamenilor, ele la rândul lor reprezentând zone cu seismicitate destul de ndicaia In 
cazul Iugoslaviei evenimente importante care pot fi mentionate sunt: cutremurele dm Skopjia 
(1963, M=6.2), cutremurele din Montenegro (15/04/79 h=30-40 Km, d-10-15Km de la 
litoral, intensi'tate:IX, cu perioade predominante 0.30-0.60sec, durata 10-30sec) producând 
avarii la constructii monumentale din piatra si zidărie precum si la constructii din beton armat 
datorita lipsei etrierilor, cutremurele din Bania Luka (1981), etc. Bulgaria si Albania, au fost 
mai mult afectate din evenimentele petrecute in tarile vecine simtite si in tentonul lor 

Avand in vedere, ca pentru o proiectare adecvata trebuie sa se ia in considerare specificaţiile 
teritoriului si condiţiile locale in care se va construi, precum si faptul ca aceasta lucrare va fi 
privita atat din lumea inginereasca a României cat si a Greciei, se vor prezenta pe scurt 
aspectele seismologice privind aceste 2 tari. 

Cazul Greciei: Se stie ca, democraţia si filozofia s-a născut in Grecia. Din studii rezulta'' ca 
si seismologia a luat fiinţa datorita filozofilor greci antici intr-un cadru lilozofic asimihnd 
geneza seismelor cu apele marii (Thales), cu vântul {Aristotel} sau cu focul {Anaxagorasj 
Din aceasta cauza avem date macroseismice inca din ami 550 înaintea lui Cnstos,mai ales dc 
către filozofi,istoricieni, totuşi in tentoriul Greciei se cunosc aproximativ 330 evenimente cu 
M > 6.5 (in perioada 550 inaintea lui Cristos - 1988). 

Din punct de vedere istoric, precum si in ftinctie de date dispuse se disting tre. penoade'^' 
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Manifestari Seismice 

Primele seisme de Ia 
Începutul secolului 

Evoluţia conceptului 
antiseismic 

• Echivalarea forţelor 
seismice cu cele dm vant 

Reprezentare schematica 

- O 
Si = c 

MESSINA(1908) 
LONG BEACH (1933) 

Forţele seismice sunt 
proporţionale cu masa 
structurii 

Q - ' 

S r c W 

Se tine cont de influenta 
flexibilităţii structurii 

LOS ANGELES(1943) 

Si = cW/(T)' 

1960 

AGADIR 
CARACAS 
NIGATA 

Interesul ductilitatii 
Introducerea factorului de 
comportare 
Spectru elastic 
Spectru inelastic 

O 

S. 

S. = cW/q(T)-
1970 

MANAGUA 
FRIULI 

BUCUREŞTI 

Conceptul metodei 
capacitatii de rezistenta 
Reguli de ductilitate locala 
pentru structuri din beton 
armat 

1980 
IRPINIA 

EL ASNAM 
MEXICO 
SPITAK 

LOMA PRIETA 

Reguli de ductilitate locala 
si globala pentru structuri 
metalice 
Conceptul grinda slaba-
stalp puternic 
Izolare seismica la baza 

b/tf; d t̂  

1990 

NORTHRIDGE 
KOBE 

Dezvoltarea controlului 
structural: sisteme active, 
pasive 
Conceptul 'Dogbone' 
Corelarea ductilitatii, cu 
modele de avarie, Ip 

Fig. 1.3 Scurt istoric la coneptului antiseismic 
Fig. 1.3 History of seismic concept 
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3. 

1. Prima perioada (550 înaintea lui Chnstos - 1550); Exista date in special macroseismice 
pentru 110 seisme, 5 seisme per secol, totuşi numărul real al cutremurelor puternice, M, 
6.5, care se produc in aceasta zona este in valoarea medie 80 per secol 

2. A doua perioada (1550-1845): In cadrul acestei penoade au fost studiate 90 de evenimente 
seismice, 30 per secol, totuşi numărul real al cutremurelor puternice, M^ > 6 5, studiate fata 
de cel real este mai mic datorita faptului ca descrierile macroseismice nu a fost făcute de 
oameni de specialitate. 
A treia perioada ( 1845-1988): In cadrul acestei perioade aproximativ exista date pentru 
toate evenimentele puternice. Au fost studiate 115 evenimente, 80 per secol, cu 
magnitudinea H, > 6.5. Cu siguranţa, date concrete si originale pot fi luate numai dupa 
instalarea primului seismometru (1910, Atena). 

Din prelucrarea a 610 date'" " intr-o perioada foarte larga, 550 I.C-1994, se poate vedea ca 
seismele de suprafaţa sunt predominate in cazul teritoriului Greciei (Fig. 1 4a,c.d) De 
asemenea specificând pentru o perioada, 1978-1994, in care datele sunt foarte precise, din 120 
de date se observa ca adincimea focarului se gaseste la o distanta 0-10 ICm (Fig. 1 4d) In [10] 
se remarca ca seismele de suprafaţa au o dispersie mare in cazul zonei Greceşte iar seismele 
cu focarul la o adincime intermediara, 60 < h < 180 Km, se produc numai in partea sudica a 
Marii Egee (Kreta, Rhodos, etc)'^', Fig. 1.4a. In general se poate spune ca seismele de 
suprafaţa sunt mai distrugătoare chiar la magnitudini mai mici, cazul Kalamata (1986 ), P>Tgos 
(1993), iar cele care se produc la o adincime mare dau magnitudini mari dar datonta efectului 
marii (Ionica, Egee) se amortizeaza, cazul Kefaloma M=7 0 (1983) De asemenea 
cutremurele cu M=5.5R produse la distante mai mici de 20 Km, in regiuni locuite, au produs 
avarii mari asupra structurilor. Pnmul eveniment care a atacat un centru urban a fost petrecut 
in 1978 in Thessaloniki (M=6.5, h = 6.0Km, d = 30 Km) care a agravat majontatea 
construcţiilor oraşului totdata avand urmări grave asupra vieţii economice si sociale ale 
oraşului. In tabelul 1.1 se prezintă cutremurele importante care au afectat oraşele medii si 
mari a Greciei in perioada 1978-1995. 

Tabel 1.1. Seisme greceşti importante in ultimi ani 
Table 1.1 Severe Greek earthquakes in the last years 

Epicentru An 
Magniudinca 
M (Ricther) 

Distanta 
epicentrala 

d(Kin) 

Distanta 
hipocentrala 

h(Km) 
Comentarii 

Thessaloniki-
Volvi 

1978 6.5 30 6.0 Atacarea primului 
centru urban niajor 

Alkionides 1981 6.7 - 8.0 1 _ 

Kalamata 1986 6.0 13.0 8.0 
Introducerea 

rccomandanlor 
antiseismice modeme. 

Pyrgos 1993 5.6 -5.0 20.0 
Schimbarea 

normaţi viil UI 
antiseismic, NEAK 

Aiftio 1995 6.5 18.0 5.0-15.0 
Caracler impulsiv, 

fenomenul directivitan) 

Kozani-
Grevena 

1995 6.6 - -8.5 
Neprevăzut, la o zona 

considerata cu 
seismicitate redusa 
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a) 

Romantan Earihquake Catafogue ( 934 - 1996 ) 
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b) 
Fig. 1.4 Distributia epicentrelor; a) in cazul Greciei , b) României 

Fig. 1.4 Epicentral distribution: a) in case of Greece, b) in case of Romania 
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mai multe on m viata ei. In figurile 1.5 a,b se prezintă efectul componentei verticale V a 
actiumi seismice funcţie de distanta epicentrala; se observa ca tentonul Greciei este afcctaf 
de acţiunea verticala a mişcării seismice atat la magnitudini mici, M, - 3 3. 4 0 cat si la 
magnitudini mai ridicate, M, = 5.1... 6.6 la o distanta epicentrala care ajunge chiar 40-45 Km 
In prezenta norma de proiectare antiseismica, N.E.A.K'*', aceasta influenta este luata in 
considerare data ca o fracţiune din cea orizontala, Av A„ - 0.70, iar factorul de comportare se 
reduce cu 50% pentru a tine cont de faptul ca acţiunea vertivala reduce drastic capacitatea de 
deformare a structurii ( qv = 0.50q > 1.0). In figura 1.5c,d sunt date spectrele elastice si 
accelerogramele unor seisme de suprafaţa reprezentative pentru tentonul Greciei care au 
produs avarii importante. 

Cazul României: Datorita naturii geologice a scoarţei pamintului precum si poziţiei in care se 
afla, situata in zona centurii de foc transatiatice, Romania este o tara cu seismicitate 
pronuntata. Din punct de vedere istoric exista date din anul 1091 In penoada 1091-1900 s-au 
studiat 78 de evenimente seismice cu intensitate I >VI iar in penoada 1900-1981, 91 
evenimente seismice cu magnitudinea M>5'1 Intr-o lucrare fundamentala, Atanasiu (1949-
1959), identifica 15 zone de focare seismice cu proprietati diferite. Totuşi, cele mai 
importante sunt din zona Vrancea si Banat, Fig 1.4b. Seismele din Vrancea sunt de 
adincime intermediara 80Km < h < I40Km si elibereaza 97% din energia seismica din 
teritoriul României''. Cutremurele Vrancene prezintă unele caractenstice specifice din carc se 
mentioneaza: 
• afecteaza o zona considerabila de maxima intensitate 
• se resimt pe o suprafaţa extinsa care cuprinde toate tarile Balcanice. 
Acest focar a produs in secolul nostru 5 evenimente seismice puternice (1011 1940 M-̂ 7 4, 
4/3/1977 M=7.2, 30/6/1986 M=7.0, 30/5/90 M=7.4, 31/5/90 M=6.2) 

In figura 1.4 e,f se prezintă situatia evenimentelor seismice funcţie de adincimea focarului, se 
constata ca in perioada 984-1949 manifestările predominate sunt de suprafaţa, fig. 1 4e. iar 
dupa 1949 pana in 1977 se activeaza focarele de mare adancime Vrancene, Fig 1.4f La fel si 
in teritoriul României seismele de mare adincime produc magnitudini mai mici, in schimb 
cutremurele de suprafaţa produc magnitudini mai reduse 

Seismele de tip Banat sunt de suprafaţa, lOKm < h < 20Km, si afecteaza o ane restnnsa 
Privitor la acest tip de focar exista date pentru 217 evenimente intre 1739-1900'* Ultimele 3 
evenimente s-au produs in anul 1991(12/7/91 M=5.7, 18/7/91 M=5 6, 2/I2'91 M=5 5) Se 
remarca faptul ca in cazul seismului din 12/7/91 perioadele predominante au fost caractenstice 
pentru acest tip seismic,T= 0.20... 0.30 sec, iar evenimentul din 2 12'91 a general penoade 
ceva mai mari, T= 0.80 sec, urmat de un număr mare de penoade scune'* In regiunea 
Banatului se remarca rapoarte ridicate intre acceleraţia verticala si acceleraţia onzontala (A, 
Ah = 0.23...3.63), majoritatea fiind sub l.O'̂ ® , Fig 1.5e. Comparand spectrele elastice se 
observa diferenţa intre seismele epicentrale (Kalamata, Thessaloniki, Banat, etc) si cele 
departe de sursa (Vrancea), Fig. 1 5c,f 

In general, in teritoriul României se produc acţiuni seismice diferite in funcţie de zona, cu 
perioade lungi in sudul tarii si perioade scurte in estul si vestul tarii Se poate observa din 
accelerogramele prezentate, Fig 1.5d, g ca tipul seismelor din Grecia, cu excepţia insulelelor 
din marea Egee, seamana cu seismele de tip Banat, avand caractensticile seismelor 
epicentrale (componenta verticala importanta, viteze mari, fenomenul direcţivitatii etc) 
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Fig. 1.5 a, b) Influenta raportului Av /Ah, c, d) Spectre elastice si accelerogmame din Grecia 
Fig. 1.5 a,'b) Influence of Av /Ah ratio, c,d) Elastic spectrums and accelerograms from Greece 
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Seisme epicenrale Banioc ( Perioada 1991-1996) 
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Fig. 1.5 e) Influenta Av / A„, Vy / Vh, f, g) Spectre de răspuns si accelerograme din Romania 
Fig. 1.5 e) Influence Av/ Ah, Vy/ V„, f, g) Elastic spectrums and accelerograms from 

Romania 

tyCf 

BUPT



1.4 Experienţa din manifestările trecute 

Cutremurele din ultimul timp (Mexico 1985, Loma Pneta 1989, Northndge 1994, Kobe 199<;i 
au surprins atat prin caracteristicile lor propni: viteze foarte man energii induse structuniior 
exterm de mari. efectul condiţiilor locale,etc.,cat si prin comportarea necorespun/atoare 
structurilor metalice inregistrindu-se chiar prăbuşiri, inadmisibile in cazul acestor constructii 

Seismele din California (Northridge) si Kobe au introdus un nou aspect, diferenţa 
caracteristicilor intre mişcările terenului de langa sursa si la dist^tB mare fata de sursa 
Cazul seismului din San Femando (1971) a introdus pentru pnma oara efectul de langa sursa 
(avariere spitalului "Olive View"). Asemenea manifestari s-au inregistrat recent m Grecia, in 
cazul seismului din Aigio (Ms =6.2, 1995)'^ 
Caracteristicile cutremurelor de langa sursa, cu distanta epicentrala. 10-20Km. sunt 
armatoarele: 
• viteze foarte mari 300... 400cm'sec; 
• caracteristici impulsive; 
• influenta componentei verticale a mişcării terenului; 
• importanta redusa a condiţiilor locale; 
• durata scurta. 

Spre deosebire, caracteristicile predominante cutremurelor de distanta fata de sursa. 
100Km<h<500Km, sunt urmatoarele: 
• importanta acceleraţiilor; 
• importanta mediului de progare si ca atare a condiţiilor locale; 
• natura ciclica a mişcării terenului; 
• durata lunga. 
In continuare se prezintă pe scurt caracteristicile si avariile tipice produse de manifestenle 
recente: 

(i) Mexico City (Michonian, 19/9/1985, 8.1) Este un caz reprezentativ al seismelor la 
distanta fata de sursa, d=400Km, cu influenta condiţiilor locale. Cel mai important eveniment 
a fost colapsul clădirii Pino Suarez, care a fost primul colaps din istona construcţiilor 
metalice produs datorita capacitatii insuficiente de ductilitate'" (Fig. 1.6). 

a) 

COMPLEX PINO SUAREZ 

b) 

Airf . 
SECŢIUNEA ^ 

CONTRAVANimtl , 

70^ STÂLP SUDAT 

GRiNDAOtREHIE SCURTA 
I3'60cm[ * O 

wortuwE 
CAPABILA 
^lUT/tE^ 

oemaAR?^ 

6 9 o 
Duchtitile 

Fig. 1.6 a)Structura Pino Suarez, b)Ductilitatea direcţie lunga, c)Ductilitate direcţie scurta 
Fig. 1.6 a) Pino Suarez complex, b)Average ductility for long direction, c)For short direction 
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dOLoma Pr.eta (17/10/1989, M=7.1, d=100Km) Structunie metal,ce s-au comportat 
satisfacator, obsemndu-se voalan la contravantuin si unele ccdan ale imbmanior sudate^ ^ 
Insa avani senoase au aparut Ia elemente nestructurale, la tavane suspendateja pereţi 
despartiton,la faţade tip cortina, producandu-se pagube matenale senoase. In urnia acestui 
eveniment s-a remarcat nevoia unui caiacul pentru elemente nestnicturale De asemenea 
condiţiile locale de teren au contribuit la amplificarea acţiunilor seismice 

(iii) Northridge (17/1/1994, M,=6.7, h=14 Km). Este un caz reprezentativ al unui cutremur de 
langa sursa. In general, structurile in cadre s-au comportat satisfacator, totuşi majontatea 
avariilor la cadre de incovoiere s-au datorat imbinarilor rigide sudate care sunt foarte des 
folosite in S.U.A (Fig. 1.7). S-au observat rupen locale casante in jurul tălpii infenoare ale 
grinzilor precum si la tălpi superioare dar la un număr mai redus'^ Mecanismul de cedare se 
formeaza fie in interiorul sudurilor tălpii fie se incepe de la aceasta (talpa). O data cu iniţierea 
ruperii fisurile progreseaza in funcţie de condiţiile si modul cum a fost executata sudura 
avariand talpa, uneori si inima stâlpului'^ (Fig.l 8). In cazul structunlor cu contravantuin 
verticale centrice s-au produs fenomene de flambaj a unor diagonale care a condus implicit la 
avarierea elementelor nestructurale (pereţi despartiton, faţade) 

Talpa stâlpului 
Gaura de acces pentru sudare 

L 

t • I Talpa inferioara sudata 
Placa inferioara 

Rigidizare 

Fig. 1.7 îmbinare tipica folosita in S.U.A [16] 
Fig. 1.7 Typical connection used in U S A [16] 

(iv) Kobe (Hyogoken-Nanbu, 17/1/1995, M =7.2, d=20Km, h=14Km). Este un caz asemanator 
cu cel din Northridge, cutremur tipic de langa sursa. Energia indusa structurii a depăşit de 3 
ori cea prescrisa in codul japonez' . Avariile care s-au observat sunt asemanatoare cu cele din 
Northridge, totuşi la analizarea cauzelor trebuie avut in vedere ca practica de proiectarea in 
Japonia diferă cu cea din S.U.A, atat din punct de vedere al calculului cat si al detaliilor 
constructive, modului de execuţie (ex. tree concept). Mai mult de 90% din structurile metalice 
multietajate din Japonia folosesc la stâlpi secţiuni cheson formate la rece datorita comportam 
excelente la incovoiere biaxiala precum si faptului ca sunt mai ieftine In figura 19 se poate 
vedea un nod tipic in cazul cadrelor de incovoiere folosite in Japonia si modul de avanere 
Tipurile de rupere care au aparut in mod repetat sunt urmatoarele: cedan casante la secţiuni 
cheson grele, cedări casante la secţiunile formate la rece ale stâlpilor, ruperea şuruburilor de 
ancoraj, cedări la imbinarea contravantuirilor, cedări la grinzi de forma I in jurul imbinani 
grinda-stalpi tipic folosit in Japonia'* (Fig. 1.9a,b). Cel mai suprinzator eveniment a fost acela 
al cedărilor casante ale stâlpilor clădirii ''Asiyahama Building \ considerata ca oconstructie 
moderna bine proiectata si executata, prin ruperi in metalul de baza provocând rupen in 
lungul secţiunii transversale, prin ruperi initiate la imbinare, transmise si la contavantuin 
(Fig. 1.9b). 
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Fig. 1.8 Avarii tipice la prindere grinda-stalp in cazul seismului din Northndge [16] 
Fig. 1.8 Typical fractures observ ed in the Northndge earthquake [16] 

Stâlp cu sect. 
cheson 
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î 
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materialul de 
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tălpilor 

b) 

Fig. 1.9 a) Prindere grinda-stalp, sudata, folosita in Japonia, b) Avani tipice din Kobe [18,19] 
Fig. 1.9 a) Typical welded connection used in Japan, b) Typical fractures from Kobe [18.19) 
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IcrZ 'TI "" ' ' P - ^ - P^^-^tur, structura mea 
lucrând m domeniul elastic gnnz,Ie neavand capacitate de dezvoltare a deformatnior plast.ce Spre deosebire la Kobe tălpile grinzilor au atans zona de ecruisare'" 

Din analizarea modului de comportare global al sistemului structural si a tipurilor de avane 
seismele de langa sursa au impus urmatoarele aspecte'': 
. Importanta componentei verticale a mişcării terenului, luând in considerare posibil.tai.le 

reduse de deformare plastica dupa deplasan verticale si absenta amortizam verticale 
Deasemenea se pot amplifica fenomenele de ordinul II 

. Vulnerabilitatea structurilor cu perioada de vibraţie medie si mare datorita caracterului 
impulsiv care creaza cerinţe de ductilitate mare. 

. Datorita vitezei mari se atinge repede limita de curgere ceea ce inseamna reducerea 
semnificativa a ductilitatii dispuse Se remarca necesitatea determinarea ductilitatii in 
funcţie de viteza. 

• Caracterul impulsiv creaza avarii senoase si deplasan foarte man, in acelaşi timp 
introducând influenta modurilor superioare de oscilaţie (modul II, III) 

Pe de alta parte repetitivitatea avanilor aparute Ia constructii modeme considerate bine 
calculate a semnalat urmatoarele probleme: 
• deficientele codurilor actuale; 
• deficientele detaliilor constructive; 
• deficientele tehnologiei de execuţie, 
• lipsa controlului calitatii materialeleor; 
• efectul condiţiilor locale si necesitatea luarea in considerare a interacţiunii sol-fundatii-

structura. 

1.5 Scopul lucrării. 

Experienţa dobandita din seismele recente a confirmat ca ductilitatea constituie "chcta" 
pentru supravieţuirea construcţiilor in cazul seismelor severe, care depasesc acţiunile 
prevăzute in standarde antiseismice. Pe de alta parte pentru minimizarea avariilor este necesar 
controlul ductilitatii si a modului de cedare a structurii. In prezent, proiectarea structunior 
metalice solicitate la acţiunile seismice cu asigurare simultana a cerinţelor de rezistenta-
stabilitate-rigiditate si cu precădere de ductilitate reprezintă una din cele mai actuale 
probleme, insa acest ultim aspect nu este foarte bine precizat in cadrul codurilor modeme 

Noţiunea de ductilitate a fost introdusa in anii '60 dupa studiile lui //oiisn^r (1956,1959 ),t1ind 
o proprietate de baza a structurilor antiseismice definita prin multe modalitati des interpretate 
insuficient sau greşit, cautandu-si inca definirea si implementarea ei cantitativa in procesul de 
proiectare a structurilor antiseismice. Chiar si in tarile cu seismicitate limitata se cer tot mai 
mult masuri pentru prevenire a efectelor cutremurelor^'. Pana in prezent, numai definiţia 
metalurgica a otelului a fost introdusa in codun, neexistand o defimtie inginereasca legata de 
sistemele structurale, care sa caracterizeze problemele de ductilitate. La ora actuala nu exista 
normative care sa explice concret modul de calcul si de verificare cantitativa, atat a 
ductilitatii locale cat si a celei globale. Acest lucru se datoreaza in primul rand faptului ca se 
adopta diferite definiţii pentru starea ultima si starea limita de curgere'^ de asemenea se 
datoreaza unor greşeli conceptuale cauzate de neglijenta unor factori de comportare mecanica 
a materialului si a structurii precum si a unor greşeli de modelare si de calcul. Pentru definirea 
corecta a ductilitatii si corelarea ei cu comportarea reala a sistemului structural este nevoie 
de determinarea cat mai reala a criteriilor de colaps, precum si a nivelelor de performanta a 
structurii. 
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Implementarea metodei capacitatii de rezistenta'^ impune ca verificanie sa se faca m e.ala 
masura atat la rezistenta-stabilitate-rigiditate cat si Ia ductilitate Considerând EC8-' t C v" 
verificanie de ductilitate se pot face in doua modalitatr'^: 
• fie prin factorul de comportare, q, in ECS. 
• fie prin calculul capacitatii de rotire a grinzilor si stâlpilor, in F.C3 

Prima metoda, conţine deficiente pe de parte datonta incertitudinilor in estimarea factorului 
de comportare si pe de alta parte datorita clasificani greşite a secţiunilor in EC3 Cea de-a 
doua este foarte convenabila dar, in EC3, nu se descrie modul de calcul*'-' Prin urmare 
trebuie dezvoltate metode simple pentru calculul capacitacii de rotlre-^ tmmd cont de ton 
factori care influenteaza ductilitatea. 

Din seismele recente, Northridge si Kobe, s-a observat ca majontatea cedanlor casante la 
prinderile sudate ale cadrelor de incovoiere s-au produs la fata stâlpului'^''''" ' Pnn urmare 
realizarea conceptului stâlp puternic-grinda slaba, care permite dezvoltarea articulaiiilor 
plastice departe de nod, nu s-a obtinut datonta nerezolvani corecte a pnndeni grind-stalp 
precum si datorita conlucrării grinzii cu planseul din beton 

Având in vedere cele expuse anterior, scopul cercetanlor efectuate in cadrul lucram de 
doctorat este următorul: 
1. de a prezenta, in primul rand, principalele probleme teoretice referitoare la toate nivelele 

de ductilitate, material-sectiune-element-imbinare-cadru, pentru elucidarea si detalierea 
lor; 

2. de a permite o fundamentare mai corecta a prevedenlor din normative privind ductilitatea 
locala, un aspect insuficient clarificat; 

3. de a studia influenta principalelor parametri asupra ductilitatii locale a gnnzilor. 
4. de a studia influenta principalelor parametri asupra ductilitatii locale a stâlpilor; 
5. de a stabili relaţii de calcul simplificate pentru determinarea ductilitatii locale capabile in 

funcţie de factori care o influenteaza; 
6. de a stabili principiile de calcul si de dimensionare ale gnnzilor cu tălpi reduse (conceptul 

"dogbone) precum si ale grinzilor cu rigidizari suplimentare (conceptul solidanzani). 
7. de a studia influenta principalilor parametri asupra ductilitatii locale a gnn/ilor 

''''dogbone'\ precum si a grinzilor cu rigidizari suplimentare; 
8. de a studia ductilitatea cadrelor necontravantuite, luând in considerare interacţiunea intre 

ductilitatea locala si cea globala precum si influenta diferitelor tipun de mişcare seismica; 
9. de a studia efectul conformării asupra ductilitatii globale cadrelor necontravantuite; 
10.de a intocmi un cadru coerent de verificare-asigurare a ductilitatii; 
11.de a elabora o metodologie de calcul a ductilitatii, care sa poata fi folosita in practica de 

proiectare, luând in considerare comportarea elementelor si condiţiile de incarcare 
In cadrul lucrării se considera ca nodul este rigid nu disipeaza energia indusa de seism, 
precum si faptul ca acesta dispune de suficienta rezistenta si ductilitate permiţând disiparea 
enegiei numai la elementele componente ale cadnilui. Pnn urmare, in acest studiu se 
considera ca elemente disipaţive grinzile si stâlpii. 

1.6 Principiile de baza ale proiectării antiseismice 
1.6.1 Conceptul de calcul antiseismic 

Mişcarea terenului datorita unui cutremur provoaca in structura o mişcare spaţiala relatn 
rapida; structura excitata executa o mişcare fortata. In sistem intra energia cinetica, sub forma 
de deformare elastica, care se transforma succesiv de la cinetica la potentiala pana cand se 
disipeaza sub forma de energie termica, datonta mecanismului de amortizare vascoasa si 
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histeretica. Prin urmare forţele inerţiale generate de evenimentul seismic pot fi preluate de 
către structura in doua modalitati: 
• prin forte mari de revenire (elastice) si vibraţia ei in domeniul elastic 
• prin forte elastice mai mici si exploatarea capacitatii de deformare postelastica a 

sistemului, cu condiţia ca structura sa fie inzestrata cu aceasta capacitate, iar terenul sa nu 
cedeze inaintea structurii. 

Sistem cu U.G.L.D elastic 

Acţiune seismica 

w r r r n T mVTT. 

Articulaţia plastica 

Sistem cu l'.G.L.D. elastoplastic 

Fig. 1.10 Răspunsul seismic al sistemului cu UGLD 
Fig.1.10 Structural response of SDOF 

Structura este capabila sa inmagazineze cantitati mari de energia polentiala sub forma de 
deformaţii in stadiul plastic al comportării materialului. Aceasta propnetate a sistemului dc a 
se deforma plastic, fara o reducere importanta a rezistentei, se numeşte ductilitate Ca atare, 
conceptul antiseismic consta in disiparea energiei induse de seism in structura, prin 
dezvoltarea in anumite zone ale structurii, a deformatiilor plastice denumite articulatii plastice 
obtinindu-se in acest fel un mecanism controIat,pe cat posibil, de comportare inelastica 
Aceste articulatii plastice nu seamana cu articuatiile plastice convenţionale: se considera ca 
impart elementul in doua segmente, care se roteşte liber unul fata de celalalt cand pe ele 
actioneaza momentul plastic. Mp. Totuşi, deformatiile plastice inseamna automat avani, care 
pot fi admise sau nu, in funcţie de importanta construcţiei Evident nivelul de avane trebuie 
corelat cu nivelul ductililtatii pentru minimizarea cheltuielilor de reparaţie, produse de 
indeplinirea condiţiilor de ductilitate necesara 
Inginerul proiectant in cadrul unei proiectări antiseismice are posibilitate de a opta pentru 
doua variante : 
1. Sa dimensioneze elementele componente cu forte seismice mici, e.\ploatandu-se 

capacitatea elementelor de comportare postelastica, totodata admitand avanerea lor si 
costul suplimentar de remediere, dupa un cutremur sever. 

2. Sa dimensioneze elementele structurii cu forte seismice man rezultând elemente care 
lucreaza in domeniul elastic. Din acest punct de vedere costul construcţiilor creste iar 
avariile posibile dupa un cutremur puternic, sunt mici 
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Având in vedere incertitudinile legate de admiterea acestor plastitlcari. ca timp. loc si 
evoluţie, evident este absolut necesar controlul modului de cedare precum si distribuirea 
corecta a ductilitatii pe intreaga structura, pentru a se evita formarea mecanismelor cinemaiice 
locale sau globale neprevăzute^"^'. 

Filozofia moderna de proiectare antiseismica se bazeaza pe dez\'oltarea unui mecanism de 
disipare a energiei induse, cu ajutorul ierarhizarii capacitatilor de rezistenta ale 
elementelor care fac parte dintr-o structura Acest procedeu este universal recunoscut " 
si exploatat in special in cazul cadrelor de incovoiere ductile, care reprezintă pnma linie de 
aparare impotriva solicitărilor seismice severe Pnn ierarhizarea elementelor se mtelege 
crearea unui lant de colaps predeterminat in care formarea articulaţiilor plastice se petrece 
la grinzi si nu la stâlpi care reprezintă elementele vitale unei structuni împotriva colapsului 
integral. Pentru a obţine un asemenea mecanism se utilizeaza metoda capacitatii de 
rezistenta. Aceasta a fost dezvoltata si aplicata inca din anii '80 in Noua Zeelanda de către 
T.Paulay, iniţial pentru structun din beton armat totuşi se preteaza foarte bine si in ca/u! 
structurilor metalice Bazele acestei metode reflecta de fapt strategia de proiectare a 
cadrelor ductile si consta in urmatoarele aspecte'^ 

• Limitarea eforturilor. 
• Stabilirea zonelor potentiale pentru disiparea energiei 
• Protejarea zonelor suprasolicitate impotnva ruperilor casante 
• Comportarea ductila a structurilor de rezistenta 

Scopul primordial este formarea unui mecanism global de cedare care sa disipeze cat mai 
muJta energie si evitarea pe cat posibil a formarii unui mecanism de etaj, caractenzat pnn 
consum energitic redus, sau a doua articulatii plastice pe stâlp (Fig 1.11) Acest lucru se 
realizeaza prin aplicarea conceptului stâlp puternic-grinda slaba, SP-GS 

Mecanism global 
înrji 

Mecanism de etaj Mecanism de stâlp 

Fig. 1.11 Tipuri de mecanisme de cedare 
Fig. 1.11 Types of collapse mechanisms 

Problema selectării zonelor corespunzătoare de disipare pentru formarea mecanismului global 
necesita definirea elementelor disipative si a elementelor nedisipative Elementele 
nedisipative, care nu absorb energie se proiecteaza avand suficienta suprarezisienta, 
permiţând totodata elementelor disipative sa ajunga primele la curgerea ciclica absorband o 
mare parte a energiei induse de seism. Prin urmare pnmele trebuie sa ramana in domeniul 
elastic iar ultimele trebuie sa lucreze in domeniul plastic. Sub alt aspect, dimensionarea 
elementelor nedisipative se face la intreaga "capacitate" de curgere si de ecruisare a zonelor 
disipative^^ In cazul cadrelor de incovoiere, aplicarea metodei capacitatii de rezistenta 
conduce la conceptul de stalp putemic-grinda slaba Se considera ca gnnzile ating mai repede 
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starea ultima fata de stâlp prevenindu-se in acest fel instabilitatea globala a structurii datorita 
cedării stâlpilor, iar pe de alta parte se consuma energie indusa prin formarea articulaţiilor 
plastice la capatele grinzilor(mecanism global). Din analiza statistica a unui număr mare dc 
cadre se subliniaza importanta deosebita a metodei capacitatii de rezistenta" \ 
Codurile modeme, ECS, U.B.C, A I.J., cer satisfacerea unor cnteni simple de ierarhizare care 

asigura prevenirea mecanismului de etaj dar nu permit dezvoltarea completa a mecanismului 
global ^ Se propun noi metode pentru controlul modului de cedare". Mecanismul de disipare 
a energiei este cunoscut si stabilit univoc in cazul metodei proiectării capacitatii de rezistenta 
Ca atare aceasta metoda trebuie sa fie insotita si de un calcul cu scopul de a controla nscul de 
a depasi ductilitatea capabila a structurii. Deci este evident ca, pentru asigurarea dezvoltam 
mecanismului global de cedare, este indispensabila verificarea ductilitatii locale 

1.6.2 Condiţii de performanta structurala 

In cazul proiectării antiseismice, si de fapt a oricărei proiectări, baza si pasul decisiv este 
evaluarea corecta a forţelor seismice care solicita structura Datorita naturii cutremurelui. 
acţiunile seismice reale se pot estima foarte greu Totuşi chiar daca forţele sunt cunoscute, 
dimensionarea structunlor, exceptandu-le pe cele de importanta majora, ar fi neeconomica in 
stadiul elastic. Pe de alta parte numărul mare de parametrii care influenteaza răspunsul 
dinamic al structurii introduc o serie de incertitudini, ceea ce îngreunează stabilirea 
performantelor sistemului structural. In general se pot defini doua nivele de pertbrmanta m 
funcţie de modul de comportare a sistemului structural: 
a) Structuri cu performanta ridicata, pentru care proiectarea lor necesita controlul 
condiţiilor de rezistenta si rigiditate in domeniul elastic Aceste structuri nu trebuie avanate in 
cazul seismelor severe(cazul structurilor de mare importanta, poduri, centrale nucleare, etc ) 
b) Structuri cu performanta normala, pentru care proiectarea lor necesita controlul 
comportării inelastice, prin verificarea capacitacilor de rezistenta-ngiditate si in special 
ductilitate. Obiectivul este prevenirea colapsului, totodata incercandu-se sa se limiteze 
avariile produse inevitabil. 

Prin urmare, alegerea nivelului de performanta se stabileste in funcţie de importanta 
construcţiei si de beneficiarul acesteia. Pentru structuri obişnuite problema majora care sc 
pune este definirea nivelului acceptabil de avarie in funcţie de energia indusa. 

In cazul stucturilor amplasate intr-o zona seismica activa, dupa un seism pot fi identificate 
urmatoarele cazuri: construcţiile pot suferi nici-o avarie, avarii minore , avarii majore, sau 
colaps integral. Tipul avariei este dependent de intensitatea seismului Cutremunie de mica 
intensitate intervin mai firecvent, cele de intensitate medie mai putin frecvent si cele de 
intensitate mare foarte rar. Prin urmare o constructie are o posibilitate mare ca in viata ei sa 
fie solicitata la un cutremur de mica intensitate, de mai multe on, iar cu cat creste intensitatea 
seismica, se reduce probabilitatea de a fi solicitata de mai multe ori m viata ci Se recunoaşte 
ca pentru definirea nivelului de avarie este nevoie de elaborare a mai multor stan limiia, aiat 
pentru elemente portante cat si pentru cele nepor t an te ' - In ultimul timp,aceasia tema 
reprezintă un subiect activ de dezbatere. Unii autoni propun 4 nivele de performanta . iar 
alţii propun 3 nivele de performanta structurala ' 

In contextul proiectării performantelor structurale pe mai multe nivele se propune'" (Fig 1 12) 
1. Starea limita de serviciu (fully operaţional), in care atat elementele structurale cat si cele 

nestructurale lucreaza in domeniul elastic. Se admit avani nesemnificative 
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2. Starea limita de functionalitate(operational), in care structura ramine in stadiul elastic iar 
elementele nestructurale intra in stadiul elastoplastic Se admit avarii minore la elemente 
nestructurale, dar funcţionarea construcţiei continua 

3. Starea limita de deteriorare(life safety), in care structura lucreaza in domeniul plastic, s-
au format articulaţiile plastice, iar elementele nestructurale sunt scoase din serviciu 
Avariile sunt importante dar reparabile, iar vieţile umane sunt protejate 

4. Starea limita de colaps(near colaps), in care structura s-a transformat intr-un mecanism 
plastic, suferind avarii serioase, dar se evita colapsul. 

Spectrul 
Elastic 

Efectul Dinamic 
Intensitatea Seismica 

Peifonnanta ridicata 
a sistemului structural 

Spectrul 
Inelastic 

Performanta Structurii 
Nivelnl de Avarie 

Performanta normala 
a sistemului structural 

Fara Avarii ] J Starea Urnita de serviciu 

Avarii Minore Starea Utrâia de funcHonav 

Avarii Majore 
reparabiJe -M Starea Urnita de deiehormre 

Fig. 1.12 Conceptul de performanta structurala 
Fig. 1.12 The structural performance concept 

In cadrul proiectării legătură intre nivelul de avarie si performanta structurala se realizea/a 
•In cazul construcţiilor care se vor proiecta, este necesara definirea acceleraţiilor de calcul 

pentru fiecare nivel precum si al deplasărilor si capacitatilor de rotire a articulaţiilor plastice 
•In cazul construcţiilor existente, performantele fiecărui nivel se stabilesc in funcţie de 

comportarea structurii. 

Pentru ca in cazul proiectării curente este foarte dificila verificarea tuturor condiţiilor se 
propun 3 nivele de performanta'^: starea limita de serviciu, starea limita de deteriorare, starea 
limita ultima. Logica si ordinea atat a metodei propuse pe 4 nivele cat si a celei pe 3 nivele de 
performanta sunt deja recunoscute, totuşi majoritatea codunlor folosesc 2 stan limita sau 
chiar una. In contextul folosirii conceptului de performanta pe mai multe nivele, este necesar 
ca proiectantul sa stabileasca împreuna cu beneficiarul cntenile de performanta a 
construcţiei Trebuie luata in considerare atat cntenile structurale cat si cele tehnico 
economice (costul, timpul de execuţie, siguranţa, durabilitatea, mtretinerea si reparaţiile dupa 
un eveniment seismic). Materialele, condiţiile de incarcare, confomiarea, metcxJele de analiza 
structurala si de proiectare se aleg de către proiectant avand in vedere obiectivele impuse, 
totodata asigurand un minimum de siguranţa impusa de nonne Pe de alta parte nonnele de 
proiectare trebuie sa dea proiectantului libertate, oferandu-i difente modele de incarcare 
seismica, stări limita de performanta, metode de analiza si de proiectare de exactitate diferita 
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1.6.3 Parametrii de influenta a mişcării terenului si condiţiilor locale 

N a t ^ complexa a seismului necesita implicarea mai multor specialitati. seismologie-
geo ogie-geotehnica-dinamica, pentru a putea obţine o baza de date. care ar aiuta la 
evaluarea cat mai reala a acţiunilor seismice si ca atare, a răspunsului sistemului structural O 
sene de faeton de natura diferita afecteaza fenomenul seismului, incepand din geneza lui 
trecând la stadiul de evoluţie si propagare pana cand efectele lui distrugătoare ataca mediul 
construitEle se pot clasifica in 4 categorii^': caractristicile sursei, efectele datorita 
mediului de propagare, efectele condiţiilor locale, efectele structurale. In tabelul 2 se 
detaileaza pe scurt cele 4 categorii precum si efectele lor, directe-indirecte, asupra ductilitatii 

Tabel 1.2. Factori de influenta a mişcării terenului si condiţiilor locale 

CARACTERISTia ALE SURSEI 

Tipul seismului • Intcrplate 
• Intraplate 
• NormaL thrust, Slrike slip 

Tipul seismului introduce caractensticile 
generale ale miscani care afeciea/a 
ductilitatea structurala 

1 Descompunere spaţiala • Adinamca focarului 
• .Ana ruptuni 
• EhrecUviLalc 

In funcue dc adincimea focarului si 
fenomenul directiMiatii sc pot crea 
exigente man dc ductilitate 

Magni tudinea 
• Seisnucilaic redusa 
• Seismicilatc medie 
• Seismicitate pronuntata 

Ml Magmtudmea locala in Kipocentnj 
M,- Magmtudmea determinata la 
suprafaţa 

Descompunera temporara 
• Penoada de re\ emre 
• Durata ruptuni 

In funtic de penoada dc ^c^enl̂ c sc 
poate defuu si nivelul de ductihtatc 
neccesar unei suiictun 

E FECTLX MEDILXUl DE PROPAGA» \E 

Distanta amplasamentului sursei 

• Distanta epicentrala 
de langa sursa 
la distanta intermediara 
la distanta mare 

Cele de langa sursa mipun condiţii dc 
ductilitate mai se\ere pentru structunie 
ngide. fata de cclc dc distanta mare caic 
afectea/c structunie flexibile 

Atenuarea mişcărilor terenului 
• Acceleraţii orizontale. H 
• Acceleraţii verticale, V 
• Raport V/H 

Cand accelcratiile \erticalc sunt 
predonrunante iniluentea/a drastic 
amorii/aiea si ductiiitaiea structuni 

EFECTELE CONDIŢIILOR LOCALE 

Profilul local al solului 
• Clasele soluhu ; A, B- C In ftmctie de profilul terenului sc pot 

regla si cenntelc dc ductilitac unci 
structun. 

Raport a/v 
• mic. mediu, mare Ductilitatea clementelor poate fi afectata 

de Mte/a cu care se aplica actiunjk 
seisnuce 

Perioada predominanta a 
terenului , T , 

• Perioada scurta, medie, lunga Poate crea fenomene de re/onanta 

Durata, t^ 
• scurta 
• medie 
• lunga 

Deformatile plasticc sunt afectale dc 
durata de mcarcare scismica. carc m 
funcţie dc teren poate crcste sau scadc 

EFECTELE STRUCTURII 

Greutatea structurii 
• Reducerea vârfului acceleraţiilor 
• Majorarea \ arfunlor acceleraailor 

Datonta greutatîi structuni terenul se 
supraincarca si schimba caractensticiIc 
lui dinanucc 

Inf luenta construcţii lor 
invecinate 

• Modificarea mişcărilor terenului Trebuie considcrat terenul de desubi si 
structurile iD\ccinaic pentru 
împiedicarea ciocnini consiructulor 
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1.6.4 Aspectele proiectării sistemului structural 

(i) Etapele proiectării sistemului structural 
Eforturile generate de acţiunile seismice impun cennte cu un caracter special Din aceasta 
cauza, intregul proces de conceptie-proiectare-executie necesita explicitare tuturor factorilor 
implicaţi intr-o constructie amplasata in zona seismica. Cadrul conceptual al 
recomandărilor"Vision 2000"" se preteaza foarte bine la aceste cennte. in condiţii de 
economie si de securitate (Fig. 1.13). 

CONCEPT 

conceptuale 

EXECUŢIE 

Verificarea proiectului 

Asigurarea calitatii 

Intretinerea constructiei 

Selectarea performantelor 
obiective 

i 
Satisfacerea condiţiilor 

de amplasament 

i 
Proiectare conceptuala 

i 

NV 
Admiterea 

< nrnipptani > 

PROIECTARE 
DA 

Anteproiectare 
^ 1 

Fig. 1.13 Cadru conceptual de proiectare (SEAOC. Vision 2000) [37] 
Fig. 1.13 Conceptual framework for performance-based design (SEAOC, Vision 2000)[37) 

tyCf 

BUPT



Aplicând principiile cadrului conceptual se incearca o detaliere stnct referitoare la proiectarea 
stmcturii de rezistenta. Se disting urmatoarele etape: 
1. Conformarea structurii de rezistenta. 
2. Anteproiectarea structurii de rezistenta. 
3. Proiectarea finala a structuri de rezistenta. 
4. Detalierea constructiva. 
5. Execuţia. 

(ii) Conformarea structurii de rezistenta. 

Conformarea corecta in plan si elevaţie a structurii de rezistenta este primul pas si cel mai 
decisiv, care de altfel nu necesita nici-un calcul complex, pentru evitarea concentrării energio 
induse de seism in parti limitate ale structuni. Sistemul structural trebuie sa fie capabil sa 
dezvolte im mecanism global de disipare. Alcatuirea structuni de rezistenta trebuie sa fie cat 
mai simpla, uniforma si simetrica. Cu siguranţa, acest lucru este dificil de obtinut datorita 
cerinţelor arhitecturale, totuşi aceste 3 proprietati enuntate antenor guvemeaza proiectarea 
antiseismica, chiar daca fenomenul seismului este atat de complex. In general, principiile de 
conformare care trebuie respectate sunt: regularitatea in plan si elevaţie. 

Regularitatea pe verticala mentioneaza capacitatea structurii de a distribui uniform 
cerinţele de ductilitate si ca atare, avariile comise in urma unui cutremur. Regularitatea 
in plan mentioneaza apariţia efectelor de torsiune Prin urmare, acestea ar putea i'\ un 
termen de caracterizare a avarierii uniforme a sistemului structuralPrincipile de baza care 
pot servi pentru o conformare adecvata, sunt: 
1. Elementele structurii ,atat cele portante cat si cel neportante, sa fîe cat mai uşoare 
2. Elementele portante sa fie amplasate in plan cat mai simetnc si pe cat posibil in penmetrui 

conturului construcţiei, pentru a preveni producerea efectelor torsiunii 
3. Elementele portante sa fie amplasate pe verticala cat mai uniform si continuu obtininand in 

acest fel distribuirea uniforma a meselor, rezistentelor, rigiditatilor si a ductilitatii, ex itand 
formarea mecanismelor de etaj. 

4. Deformarea inelastica a structurii trebuie sa fie controlata printr-o detaliere adecvata care 
va asigura respectarea ierarhizării elementelor si formarea articulaţiilor plastice in locuri 
predeterminate in prealabil. 

5. Structura de rezistenta trebuie sa aiba un număr mare de nedeterminare statica pentru 
prevenirea cedărilor premature. 

6. Alcatuirea structurii trebuie sa asigure in egala masura echilibrul intre rezistenta-ngiditate-
ductilitate ale elementelor componente, imbinanlor si reazemelor. 

7. Elementele nestructurale pot fi separate de elementele portante sau pot acţiona împreuna 
In primul caz aceasta se asigura prin intermediul unor legaturi elastice intre ele, iar in al 
doilea caz elementele nestructurale trebuie sa dispună suficienta capacitate de deformare 
laterala pentru evitarea avariilor in cazul seismelor frecvente de intensitate redusa. 

8 Deschiderile mari ale structurilor antiseismice trebuie sa fie impartite in mai multe 
deschideri mici creând in acest fel mai multe zone de disipare a energiei induse precum si 
creşterea nedeterminării statice. 

9 Fundaţia trebuie sa fie unitara pentrti un tronson, iar tronsoanele trebuie sa fie legate 
realizand o cutie rigida. De asemena rezistenta si ngiditatea structurii trebuie sa fie 
compatibila cu cea a infi-astructurii(fundaţia si terenul de ftindare) 

lO.Aplicarea rostului seismic pentni prevenirea ciocnim intre constrtictn învecinate, sau 
pentru separarea formelor complexe in plan. 
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(iii) Anteproiectare (Proiectarea preliminara) structurii de rezistenta 
Dupa conformarea structurii, care se face mai mult cu ajutorul unor cnterii calitative ba/ate 
pe simţul si experienţa inginerului, urmeaza anteproiectarea care reprezmta o etapa de 
proiectare importanta, deoarece subevaluarea acesteia poate conduce la mai multe cicluri de 
reproiectare a elementelor. In principiu metodologia convenţionala se bazeaza pe satisfacerea 
condiţiilor de rezistenta si stabilitate. Totuşi in majontatea cazurilor proprietatile hotantoare 
ale structurilor solicitate la acţiunile seismice sunt rigiditatea laterala si ductilitatea In cadrul 
anteproiectarii se alege, in primul rand, modul de comportare a structurii de rezistenta, 
respectând regulile conformării. In ECS se definesc 2 tipun de structuri : disipative (absorb 
energia seismica) si nedisipative (nu au capacitate de a absorbi energie) De asemenea 
aceasta etapa conţine: calculul perioadei structurii cu ajutorul metodelor aproximative, 
evaluarea forţelor seismice pentru diferite nivele de performanta, combinaţiile critice ale 
incarcarilor, efecte posibile de torsiune, calculul ductilitatii necesare, predimensionarea 
fundaţiilor si elementelor componente ale structurii de rezistenta Având determinate 
elementele expuse mai sus se poate dezvolta modelul structural si se poate alege metoda de 
calcul, pasul decisiv pentru o proiectare finala cat mai reala. 

(iv) Proiectare finala. Criterii de verificare la acţiunile seismice 
In cadrul proiectării finale, in prima etapa se determina eforturile generate de acţiunile 
seismice de proiectare cu ajutorul unei metode de calcul adecvate, in funcţie de alcatuirea 
structurii(tipul structurii, secţiunile folosite) si exactitatea donta. A doua etapa repre/inta 
verificarea capacitacilor elementelor componente ale structurii care trebuie sa reziste forţelor 
interioare dezvoltate de evenimentul seismic. Metodele de analiza structurala se prezintă pe 
scurt in Tabelul 1.3. 

Tabel 1.3. Metode de analiza structurala 

M E T O D A DE ANALIZA M O D E L A R E SEISMICA DETALII 

Metoda echivalenta statica Spectru df calcul 
F, = M, R^(T) 

Tmc cont dc componcrc inclasiica pnn 
inlcrmediul factorului q si sc ba/ca/j pc 
pnmul mod dc \ ibrarc 

Metoda spectrala 

Spectru de calcul 
Fi = M, R^(T) = > X , 

F| = M, 

Calculefl7A răspunsul dinamic pnn 
suprapunerea răspunsului fiecărui 
mod de vibrare Nu tme cont de 
detenorarea ngiditatii structurii pe 
parcursul e\oiutici procesului 
seisnuc 

Analiza push over 

Incarcare statica monoton 
crescatoare pentru o anumita 
distributie a incarcarilor seismice 

Este un procedeu neliniar static 
Evalue^7^ capacitatea structuni dc 
deformare plastica, dar negli/eaz-a 
modurile de oscilaţie superioaie si 
fenomenele de rezonanta 

Metoda biografica dinamica 
(Time history) 

Accelerograme reale 
Accelerograme artificiale 

Descrie complet evoluţia stoictum 
pana la momentul prabusini 

Implementarea conceptului rezistentei laterale a structuni împreuna cu metoda capacitacii de 
rezistenta necesita urmatoarele verificări * : 

• Verificare de rezistenta 
• Verificare de rigiditate : 
• Verificare de ductilitate 

Starea limita de deteriorare" => S4< R̂  
Starea limiuta de serviciu => 

> Starea limita ultiroa=>M«^> i w ( « C e ) ;I> ̂  0.40** 
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Metodologia actuala de calcul se bazeaza pe verificările de rezistenta-stabilitate si rigiditate, 
neglijând verificarea directa, printr-o metoda de calcul, a ductilităţii Verificarea de rezistenta 
SI stabilitate, asociata stării limita ultime" sau stani limita de deteriorare'', asigura o 
comportare elastica sau o redistributie datorita deformatiilor plastice a structuni, in ca/ul 
unui cutremur sever. Verificarea de ngiditate, asociata starii limita de serMciu. asigura 
limitarea deplasărilor structurii in cazul unui cutremur frecvent de mica intensitate, prevenind 
avariile elementelor nestructurale, totuşi nu verifica deformatiile inelestice structurii de 
rezistenta. Sub alt context, se stie ca avariile seismice provin din deformatiile plastice 
excesive. Aşadar, un mod de a contola deformatiile este operarea directa cu ele si nu cu 
forţele interioare. Datorita faptului ca deformatiile depind de biografia incarcarii, implicit de 
caracteristicile seismului, este dificila verificarea directa, totuşi trebuie impusa venficarea 
indirecta a deformaţilor prin calculul capacitatilor de deformare inelastica a elementelor de 
rezistenta (verificarea ductilitatii). 

• Verificarea de rezistenta: Scopul acestei verificări este 

a) Sa asigure ca, zonele disipative selectate au suficienta capacitate de rezistenta si pot 
dezvolta articulatii plastice, evitandu-se cedări premature sau de tip casant la stâlpi sau 
grinzi. Comportarea inelastica a cadrelor este influentata de suprarezistenta lor propne. 
survenita inevitabil, care trebuie tinuta in seama, in calculul Factori de influenta care interMn 
in cazul verificării de rezistenta: (i) diferenţa intre rezistenta de proiectare si rezistenta 
reala, care de obicei este mai mare fata de cea prescnsa in norme. Aceasta poate conduce la 
o creştere arezistentei secţiunii cu 20-30%"'. (ii) supradimensionarea elementelor, 
inevitabila datorita profilelor laminate standardizate. Aceasta poate conduce la o creştere de 
20%^'. (iii) efectul de ecruisare, articulaţiile plastice lucreaza in domeniul ecruisani 
producandu-se o creştere a momentului cu 20-30%. (iv) distributia momentelor, produsa de 
formarea articulaţiilor plastice, poate conduce la o variaţie a momentelor plastice de 
proiectare in domeniu 0.8-1.30^'. (v) Efectul vitezei produs de varfunie \itezei poate 
conduce la variaţia capacitatii de incovoiere in domeniul de 1 50-2 O (vi) efectul 
elementelor nestructurale, neluat in calcul 
b) Sa asigure ca zonele nedisipative raman in stadiul elastic, luând in considerare 
suprarezistenta zonelor disipative. 

• Verificarea de rigiditate: In general, verificările de rezistenta si stabilitate se considera 
hotaritoare pentru dimensionarea structurii. Totuşi de mai multe on, in cazul structurilor 
metalice, verificarea de rigiditate este cea decisiva. Aceasta verificare trebuie sa se efectueze 
in conformitate cu nivelele de performanta stabilite^''. Controlul ductilitatii se face pnn 
folosirea deplasarii absolute, dar ea nu descrie avanile structurale comise la elemente 
nestructurale.Din aceasta cauza este obligatorie limitarea deplasărilor relative intre etaje 
Conform lui Bertero' verificarea rigiditatii este importanta: pentru intretinerea aspectului 
arhitectural in cazul cutremurelor moderate si evitarea avariilor elementelor nestructurale in 
cazul cutramurelor severe, pentru limitarea avariilor structurale si evitarea fenomenului de 
instabilitate (efect P-A), pentru evitarea disconfortului locatarilor la cutremurele minore sau 
moderate. Factori care influenteaza deplasarile structurii sunt urmaton (i) tipul 
cutremurelui, in cazul seismelor de langa sursa efectul deplasărilor este determinat de modul 
doi si trei a vibraţiei, deplasarile relative maxime fiind la ultimul etaj In cazul seismelor de 
distanta mare efectul deplasărilor este determinat de primul mod fundamentalde vibraţie (ii) 
tipul structurii, in cazul cadrelor de incovoiere deplasarile maxime apar Ia etajele 
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intermediare iar in cazul cadrelor contravantuite deplasanle maxime apar la ultimele etaje 
(iii) perioada structurii T, si a terenului T ,̂ care pot genera fenomene de rezonanta, (iv) 
tolerantele deformării elementelor nestructurale (avani minore care se repara uşor, avani 
importante,avarii totale care necesita demolarea elementului) 

• Verificarea de ductilitate. In cadrul verificării ductilitatii este necesara satisfacerea 
criteriului": 

DUCTILITA TE CAPABIL4 > DUCTILITA TE NECESARA 

Ductilitatea necesara a structurii, exprimata prin intermediul ductilitatii globale, este impusa 
de caracteristicile cutremurelui precum si de comportarea sistemului structural iar ductilitatea 
capabila, exprimata prin ductilitate locala, reprezintă capacitatea grinzilor, stâlpilor de 
deformare postelastica. Având in vedere interacţiunea intre ductilitate locala si cea globala, se 
propune compararea acestor ductilitati Pentru evaluarea ductilitatii globale trebuie sa se 
tina cont de următori factori: sursa-conditiile locale—infrastructura- suprastructura ' 
Pentru evaluarea ductilitatii locale trebuie luat in considerare următori faeton material-
secţiune transversala-element-imbinare^'Pentru calculul si verificarea ductilitatii se 
propun atat relaţii exacte cat si relaţii simplificate (Tabel 1.4.) Totuşi m cadrul codurilor 
antiseismice nu se prescrie o metodologie directa de calcul care sa tina cont de toti faeton de 
influenta a ductilitatii locale, globale 

Tabel 1. 4. Diferite relaţii pentru calculul si verificarea ductilitatii 
Dififerent relations for ductilitv checking 

METODE EXACTE METODE APROXIMATFV E 
VERIFICAREA 
DICTILITATII 

Pentru calculul ductilitatii Pentru calculul ductilitatii locale: 
locale: Se propun diferite relaţii pentru calculul 

DUCTROT 
capacitatii de rotire, R (de ex vezi 

DUCTROT Anexa IV). 
Pentru calculul ductilitatii globale: 

Pentru calculul ductilitatii • Structuri cu perioada scurta Ductilitate capabila > 
globale: Ductilitate necesara 

• Structuri cu perioada mare 
Dd =q 

DRAIN'2DX • Structuri multietajate'^: 
DRAIN-3DX 
GLOBAL'' • Structuri de tip hala parter'^ 

Dd=H2/3R 

(v) Detalierea constructiva. Execuţie 

Prin detaliere se obţine capacitatea necesara de deformatie la incarcan ciclice prevenand 
cedări ale elementelor sau imbinarilor atat locale cat si globale Numai prin simplicitatea lor 
se poate obţine o proiectare adecvata si o execuţie cat mai eficienta evitând schimbanie 
proiectelor finale pe şantier datorita unor detalii greu de executat Majontatea cedanior 
din ultimele evenimente seismice s-au comis datorita deficientelor detaliem si execuţie, s. nu 
a analizei structurale. Prin urmare este nevoie de elaborarea unor recomandan pnvind 
masurile constructive zonelor potentiale de disipare, tehnologiile de execuţie si asigurarea 
calitatii matenalelor. De asemenea se propun inspecţii penodice ale imbinanlor si dezvoltarea 
unor noi tipuri de prindere mai eficiente (prinden semi-ngide, conceptul 'dogbone ) 
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1.6.5. Proiectarea cadrelor ductile necontravantuite 

Cadrele de incovoiere sunt alcatuite, de obicei, din elemente liniare, ngle si stâlpi, pnnse riL'id 
la nod, formând cadre transversale si longitudinale. Forţele seismice sunt preluate pnn 
încovoiere iar energia indusa se poate disipa prin încovoiere ciclica Rezistenta la acţiunile 
seismice este asigurata de prindenle rigide intre gnnda si stâlp, care se opun solicitărilor 
seismice creandu-se, in acest fel, momente de încovoiere si eforturi de taiere la elementele 
componente si la nodurile cadrelor. 

Un cadru este compus din 4 elemente de baza, Fig.l 14a: grinda, stâlp, zona de legătură 
intre grinda si stalp(panel zone), baza stâlpului In general, cadrele solicitate la forte 
orizontale, dar si in cazul cand se tine cont efectul forţelor verticale, dezvolta momente 
incovoietoare mari in grinzi, iar efectele efortunlor axiale si cele de taiere sunt mai putin 
importante(Fig. 1.14b). De asemenea, la stâlpi se dezvolta momente man si forte axiale, de 
compresiune sau întindere, semnificative datorita apariţiei momentelor de rastumare la baza 
In zona de prindere se dezvolta momente incovoietoare man precum si eforturi de forfecare 
datorita gradientului momentului, care trebuie luate in considerare in cazul dimensionam 
acestor zone. In cazul cand si ia in considerare efectul forţelor gravitaţionale, manmea 
forţelor axiale creste, la stâlpi, fenomenele de ordinul II(P-A| devenind importante, iar la 
grinzi se schimba distribuirea momentelor incovoietoare (Fig 1.14b) 

Cadrele metalice de incovoiere se considerea ca sunt sistemele cele mai ductile''' '̂ Ele sunt 
foarte des folosite, in primul rand, in zone cu seismicitate pronuntata pentru ca dispun de un 
număr mare de zone disipative, localizate de regula pe gnnzi langa pnndenle gnnda-stalp. iar 
in al doilea rand permit o flexibilitate arhitecturala in comparaţie cu cadrele contravantuite 
Răspunsul seismic al cadrelor ductile trebuie sa asigure ca imbinanle intre elemente 
componente dispun de suficienta rezistenta pentru a permite formarea mecanismului global 
suficienta rigiditate pentru realizarea ipotezei ca nodul este ngid precum si o detaliere 
constructiva adecvata care sa permită dezvoltarea deformatiilor plastice man ale elementelor 
cadrului. Disiparea energiei seismice prin deformaţii inelastice se poate realiza m jurul 
nodului in una din urmatoarele zone: 
• in grinda, in zona invecinata prinderii, predominant prin moment incovoietor 
• in panoul de legatura,prin forţa taietoare. 
• in stâlpi la legătură cu panoul de legătură, prin moment incovoietor si forţa axiala precum 

si la baza stâlpului. 

Proiectarea antiseismica, ductila, se bazeaza pe conceptul stâlp putemic-grinda slaba 
(formarea articulaţiilor plastice la capetele grinzilor si numai la baza stâlpului) (Fig 1 14c! 
Pentru realizarea acestui concept se folosesc secţiuni care pot dezvolta articulaţii plastice si au 
suficienta capacitate de rotire (secţiuni ductile^^'^ sau compac te"* 'Se considera ca 
rezistenta Ia incovoiere a îmbinărilor trebuie sa fie mai mare decât momentul plastic al 
grinzii^^'*^'^ sau momentului grinzii corespunzător rezistentei zonei de legătură 
Rezistenta la forfecare necesara imbinarii trebuie sa fie evaluata tinand cont de acţiunile 
transmise de fortele gravitaţionale si considerând posibilitatea dezvoltam articulaţiilor 
plastice la capetele grinzilor. Pentru a elimina dezvoltarea articulaţiilor plastice in stâlpi 
trebuie sa se asigure ca in nod, suma momentelor plastice ale stâlpilor sa fie mai mare decât 
suma momentelor plastice finale ale grinzilor, luind in considerare efectul zonei de ecruisare 
si variabilitatea accidentala a limitei de curgere a otelului (Fig 114c) Ca structura de 
rezistenta cadrele de incovoiere pot fi folosite cu 20-25 etaje Pot fi de asemenea folosite ca 
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un subsistem sau a unui sistem dual ca prima linie de disipare a energiei seismice Datorita 
flexibilităţii mari, condiţiile de deplasare sunt mai severe, in comparaţie cu cadrele 
contravantuite rezultând elemente cu secţiuni mai mari Conform UBC , cadrele pot fi de 
urmatoarele tipuri: 
•Cadre obişnuite (Ordinary Moment Frames), care au capacitate portanta la nivel de a prelua 
incarcarile din combinaţiile seismice, dar nu sunt luate toate masunle pentru asigurarea 
ductilitatii locaie-globale. Pot fi folosite atat prinderile ngide cat si cele semi-ngide 

•Cadre speciale (Special Moment Frames), la care s-au luat toate masunle pentru asigurarea 
ductilitatii locale-globale.Prinderile la noduri sunt de tip ngid iar realizarea îmbinărilor 
grinzilor de stâlpi este prevăzută cu sudura in adancime pentru tălpi, cu şuruburi de malta 
rezistenta pretensionate, sau cu sudura de colt pentru mima 

In EC8'^, nu se face o clasificare a cadrelor de diferite tipuri, dar pnntr-o analiza generala ele 
pot fi asimilate cu cadrele speciale"'̂ . In cazul codului japonez ductilitatea globala a 
cadrelor se asociaza cu raportul ductilitatii etajului (storey ductilitv ratio). Totusu cadrele de 
incovoiere considerate invulnerabile cand au fost incercate in "laboratorul naturii", au 
demonstrat faptul ca pentru realizarea unei comportări ductile nu este suficienta numai 
detalierea constructiva si este necesar un calcul aferent care sa calculeze capacitatea dc 
deformatie a elementelor pentru minimizarea avarierii lor 

Nod • 
Zona de 

a) 
A LAI 1 1 i i A I U 

A. ^ l i 4 i i'M i i 4 141 

s Qi sm 

Baza stâlpului 
-V 

4 4 
b) 

c) *seisif 
Mc 

Fig 1 14 Cadru ductil: a) Geometrie,Detalii,b)Diagrama de momente, c) Mecanism global 
Fig. 1.14 Ductile frame :a) Geometiy, Details, b) Moment diagram, c) Global mechanism 
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DUCTILITY PROBLEMS OF STEEL MOMENT RESISTING FRAMES 

Chap.l INTRODl CTION. ACTl AL PROBLEMS OF 
THE ASEISMIC DESIGN 

Summary 

The need to construct is almost as old as humanity. From ancient times, people construct in 
order to protect their lives and their propert>' Seismic actions. which came unexpcctedK 
produced severe damages on the constructional enviromnent These actjons which were 
extremely violent, unpredictable and unexplained, in ancient Greece, was assimilated with a 
deity called Engelados. Thus, it is necessar\ to define the nature of seismic action 
Earthquakes are very special types of natural hazard in the sense that they are ver> rare e\ents 
of low-probability whose consequences, when the do occur, are ver\ severe m terms of 
destniction and sufTering" Therefore, the earthquake is an accidental phenomenon with an 
intensit>' direction and value previously unknown and the study of the structural response 
being difficult to be modeled. Taking into account that the charactenstics of the ground 
motions are unknown, the unique solution to this problem is to be leamed from the experience 
of past events, as well as, to conform structural systems in such a wa> as to obtain a control led 
failure mode. 

Generally, steel stmctures have a good performance under severe seismic loading condiţiona 
due to the enhanced ductility of the steel and the favourable ratio of mass ' ngidit> The reccnt 
earthquakes of Mexico (1985), Northridge (1994), Kobe (1995) have senousiy compromised 
the image of steel stmctures, especially the steel moment resisting frames, as the most suitable 
structural system for seismic resistant stmctures. However, the percentage of faiIureş of steel 
stmcture, has always been very small as compared to the other constmctional matenals Fig 
1.1. From these recent earthquakes it can be observed that the human lues were mainly 
protected but there was a great economical loss was produced as compared with pasi 
earthquakes having a greater magnitude, Fig 1.2. It is interesting thought, to watch the 
evolution of the seismic design and especially on the ductilit> concept as introduced after a 
great earthquake, Fig 1.3. One can see that the stmctural ductilit> and the behaviour factor 
were introduced in the '60s, while m the '70s the capacity design concept was introduced In 
the '80s we have the first regulations conceming the local and global ductilirs of steel 
stmctures, while in the '90s emphasis must given on the correlation between ductilit> and 
damage models, the introduction of the dog-bone concept as well as the necessity of the direci 
determination of the ductility of steel members and jomts 

It is universally recognized that the Balkan region is one of the highest seismic actix e arca in 
the world. In the case of Greece severe earthquakes dunng the last years attacked urban area.s 
changing the seismic codes successively (Kalamata 1986, PvTgos 1993i This caused the 
feeling the image that it is too difîîcult to determine a zone with low seismicit> (Kozant, 
Grevena, 1995) within the borders of this country. One can see that in Greek terntor\ near-
field seismic events are predominantly having an important vemcal component, Fig 1 4c.d, 
Fig 1.5a,b. In case of Romanian territory two zones can be distinguished the Vrancea 
earthquake zone with typical far-field earthquakes and the Banat earthquake zone with near-
fîeld earthquakes, having the same charactenstics as the Greek one, Fig 1 4b, 1 5e,f One can 
see that the far-fîeld earthquakes as compared to the near-field ones were activated oniy 
during the last 27 years, while in the period between 984-1949 the second was predominantK 
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DUCnUTY PROBLEMS OF STEEL MOMENT RESISTESG FRAMES 

activated, Fig 1.4 e, f. This event causes ambiguity in the Romanian code which can not take 
in to account the near field action. 

The main lessons leamed from the recent earthquake events are related to the important 
differences between the characteristics of earthquakes recorded on different distances from 
the source (near source vs. far source) as well as the incomplete understanding of the inelastic 
behaviour of beam-to-column joints in moment resisting frames, Fig 18, 19 

According to the new generation of seismic codes, EC-8, ECCS, a distmction bet\\een 
dissipative and non-dissipative structures is made. Dissipative structures are designed bv 
allowing yielding to occur in predefined zones, during an earthquake, whereas non-dissipative 
structures must resist the most severe seismic motion within the elastic range In this way the 
first design approach takes into account the inelastic capacity of the structure, leading to a 
more economic design of structure but having major damages after a severe earthquake On 
the other hand second design leads to a more expensive design of structure but hav ing mmor 
damages after a severe earthquake. Regarding to the capacity- design, by the proper increasmg 
of the rigidity of columns, the formation of plastic hinges are assumed to be deveioped oniv at 
the beam ends and not at the column ends, defming the well-known strong column-weak 
beam concept. In this way, steel moment resisting frames failing in a global mode, global tvpe 
mechanism, avoiding collapse mechanisms characterized by poor energy dissipation capacitv, 
such as storey-mechanisms, column mechanism, Fig 111 So dissipative structures are 
designed to withstand severe earthquake ground motions by a proper combination of strength 
rigidity and ductility. But in current seismic codes only the direct checking of strength and 
rigidity are required, the ductility demands for obtaining the required energv dissipation 
capacity being ensured only by detailing rules. In this way the designer must be aware of the 
need to check the actual inelastic behaviour of the structure, as a ftinction of member 
detailing, joint detailing and structure typology. 

It is clear that the key for an efîîcient design is the structural ductilitv but the main problem is 
how the ductility can be ensured at the level of the element and joint, as well as, at the level 
of the whole structure. In this context, the aim of this thesis is to present and investigate the 
problems related to the ductility of steel moment resisting frames, as imposed after the 
Northridge and Kobe earthquakes, with particular emphasis to the local ductilitv, at the 
member level, and how this ductility can be improved, as well as, how local duailitv 
interacts with the global ductility. The latter was investigated after considenng different frame 
typologies and studying new conforming procedures, which control the ductility and failure 
mode. Some considerations conceming conditions ensuring the local and global ductilitv were 
made. A methodology for direct checking of the ductility was also proposed, taking mto 
account the main factors which affect the ductility capacity 

i8 

BUPT



CspHolal 2 

ASPECTE GENERALE PRIV IND DL CTILITATEA 

2.1 Definirea ductilitatii. 

Iniţial noţiunea de ductilitate a fost utilizata ca o caractenstica a matenalului Dupa studiile 
lui Housner (1956-1959) si lucrările lui Baker in domeniul calculului plastic conceptul 
ductilitatii a fost extins la nivelul structurii. In prezent ductilitatea este asociata cu 
proprietăţile de rezistenta si rigiditate, in egala masura'"*^^ 

2.1.1 Noţiunea si tipuri de ductilitate. 

Ductilitatea in filozofia moderna de calcul al structurilor, poate fi pnvita in 2 modun (Fi^ 
2.1): 

• Ductilitate in conceptul proiectării antiseismice, caz in care, ea se foloseste ca o masura 
a energiei, indusa de acţiunea seismica si disipata prin deformaţii plastice Permite 
reducerea forţelor seismice de proiectare si admite producerea unor avani(detenoran) 
controlate in cazul seismelor severe (Fig.2.1a) Ea este asociata deplasanlor si rotirilor 
elementelor componente ale structurii 

• Ductilitatea in conceptul calculului in domeniul plastic, caz in care ea defineşte 
capacitatea unui element sau unui sistem structural de a se deforma plastic, înaintea 
ruperii, fara reducerea semnificativa a rezistentei. Permite creşterea forţei capabile limita si 
redistribuirea eforturilor sectionale, pnn apariţia articulaţiilor plastice, obţinând o 
comportare avantajoasa care conduce la exploatarea tuturor rezervelor structuni si la 
economisirea materialului (Fig.2. Ib). 

20 , 
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Energie indusa 

Energie 
histeretica 

Energie 
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Fig 2.1 Conceptul ductilitatii in a) calcul antiseismic, b) calculul plastic 
Fig 2.1 Ductility concept on a) seismic design, b) plastic design 
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Cu ajutorul calculului plastic se poate estima limita capacitatii de rezistenta a unui sistem 
structural, chestiune foarte importanta in procesul proiectării, cu ajutorul careia se pot evalua 
capacitatile de rezistenta si deformatie care vor servi ca baza unui calcul antiseismic ductil 
Cand ductilitea se refera la intreaga structura se numeşte ductilitate globala, iar cand se 
refera la elementele componente(material-sectiune-element-imbinare) poarta denumirea de 
ductilitate locala. In funcţie de punctul de vedere adoptat, loca! sau global, si in funcţie de 
modul de definire, respectiv tipul ductilitatii, rezulta valon numerice foarte difente atat ca 
valoare cat si ca semnificaţie. La baza diferitelor definiţii, respectiv tipuri de ductilitate» se 
considera totdeauna cazul comportării monotonice liniare elastoplastice ideale, chiar 
daca comportarea reala se abate de la aceasta ipoteza Din aceste considerente se creaza 
confuzii si ambiguitati referitor la problemele de ductilitate Pe de alta parte, neputinia 
definirii exacte a stării limita de curgere si stării limita ultime, echivalente unei comportări 
reale, ingreuneaza determinarea unei definiţii universal recunoscute'' Se definesc 
urmatoarele tipuri de ductilitate (Fig. 2.2): 

• Ductilitate de deformatie specifica sau ductilitate de material Constituie baza 
comportării ductile a elementelor si structurilor; ea nu se utilizeaza direct in calculele 
uzuale. In cazul proiectării capacitatii de rezistenta sau in domeniul plastic trebuie 
respectate anumite limitări, cu scopul ca deformaţii le specifice sa nu depaseasca o valoare 
limita (in EC3 fu/fy > 1.20). 

unde: 
Eu- deformatia specifica ultima a otelului. 

deformatie specifica in momentul curgerii otelului 

• Ductilitate de secţiune sau ductilitate de curbura Se calculeaza numai analitic cu 
ajutorul unghiului de rotire a doua secţiuni intre care distanta este egala cu unitate 

( 2 : » ^r. = Xu • Xy 
unde: 

Xu- curbura limita ultima a secţiunii transversale. 
Xv- curbura la care incepe deformarea plastica a secţiunii transversale 

• Ductilitatea de element sau ductilitate de rotire. 

unde: 

e"̂ - rotirea la care se formeaza prima articulatia plastica 
Gp-rotirea plastica ultima. 

Se calculeaza atat analitic, pnn integrarea curbuni, cat s. experimental Tine eoni dc 
deschiderea elementului, de condiţiile de rezemare, precum si de condiţiile de incarcare 

o 
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• Ductilitata de deplasare sau ductilitatea structurala 

Ms / 5, (2 51 
unde: 

5u- deplasarea ultima a structurii. 
deplasarea in momentul apariţiei primei articulaţiei plastice 

Ductilitatea structurala reprezintă suma deformatiilor inelastice ale tuturor zonelor plastice 
care se dezvolta in intreaga structura, ca atare depinde de ductilitate locala expnmata pnn 
ductilitate de rotire sau ductilitate de curbura. Se poate calcula atat analitic pnn integrarea 
rotirilor cat si experimental. 

5 = e d s (2.6) 

Ductilitatea de deplasare s-a folosit pentru construirea spectrelor de proiectare cu ajutorul 
metodei Newmark-Hall. In general, diferitele tipuri de ductilitate au alt ordin de manme, la 
care: 

• Ductilitatea energetica sau ductilitate globala 

unde: 
Eu-Energia histeretica ultima. 
E,-Energie corespunzătoare formarii primei articulaţiei plastice. 

Utilizarea acestui tip de ductilitate este dificila pentru practica de proiectare datorita 
greutatilor evaluarii energiei histeretice presupune introducerea si alegerea modelelor 
histeretice^^. 

Conform conceptului metodei capacitatii de rezistenta apare nevoia de definire a noţiunilor de 
ductilitate capabila si cea necesara, pentru care" : 
• Ductilitatea capabila, rezulta din comportarea structuni, luând in considerare 

proprietăţile materialelor folosite, conformarea ei, dimensiunile secţiunilor transversale. 
incarcari verticale etc. 

• Ductilitatea necesara, este impusa de acţiunile seismice si de toti parametn care le 
influenteaza magnitudinea, caractensticile miscani terenului, numărul de ciclun m 
domeniul plastic, starea de rezistenta si rigiditate in care se afla structura de rezistenta 
afectata de evenimentele seismice anterioare 

2.1.2 Ductilitatea in domeniul calculului plastic 

Dezvoltarea calculului plastic a permis utilizarea metodei stan limita in practica de proiectare 
atat in domeniul plastic (EC3, LRFD, etc) cat si in calculul antiseismic FX8) In cadrul 
a^steia se admite ca m momentul atmgeri, valoni de curgere, M . la capetele elememek>r se 
formeaza asa numitele "articulaţiile plastice' Comportarea plastica a structuri, depinde de 
redistribuirea eforturilor sectionale (Fig. 2. Ib). 
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Tipul de ductilitate Diagrama constitutiva 

DUCTILITATE MATERIALII LI) I 
Caracterizeaza comportarea materialului 
Nu se utilizeaza direct in practica de proiectare 
Se prescriu anumite limite ale deformatiilor 
Tine cont de proprietăţile mecanice ale materialului 

' 
c, N 

Dl CTILFTATE DE CURBURA 
Caracterizeaza comportarea secţiunii transversale 
Se calculeaza numai analitic 
Tine cont de caracteristicile geometrice a secţiunii si 
de proprietăţile materialului 
Reprezintă masura ductilitatii locale. 

M 

DUCTILITATE DE ROTIRE 

• Se calculeaza analitic si experimental 
• Tine cont de caracteristicile geometrice ale secţiunii 

si elementului, condiţiile de rezemare si incarcare. 
• Reprezintă masura ductilitatii locale. 

1 

DUCTILITATE DE DEPLASARE 

• Se calculeaza analitic si experimental 
• Caracterizeaza comportarea intregji structurii. 
• Reprezintă masura ductilitatii globale. 

DUCTILITATE HISTERETICA 

• Este dificil de evaluat in practica de proieaare 
• Reprezintă modul cel mai eficient de estimare a 

ductilitatii 
• Se calculeaza experimental 

Ductilitate 
histcretica 

Fig. 2.2 Tipuri de ductilitate 
Fig. 2.2 Types of ductilit\' 
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Teona articulaţiilor plastice se bazeaza pe considerentul ca incarcarea ultima, starea ultima, a 
unui sistem structural, iniţial static nedeterminat, se determina pe baza unui mecanism dc 
articulatii plastice. Dezvoltarea acestui mecanism presupune ca articulaţiile plastice, ma/ara 
de rezistenta necesara, dispun de suficienta capacitate de deformare postelastica Pentru 
redistribuirea momentelor, pnmele articulatii plastice ar trebui se dezvolte rotm suficient de 
mari, teoretic infinite, fara a reduce semnificativ capacitatea de rezistenta a sectmnu 
transversale. Capacitatea de rotire, R, reprezintă o masura a ductilitatii elementului. 

In realitate, acest aspect teoretic este foarte dificil de produs datonta unor fenomene 
secundare, cum sunt; voalarea, flambajui lateral prin încovoiere si torsiune, ruperi 
casante ale elementului datorita propagarii fisurilor, oboseala la un număr redus de 
cicluri, etc, care reduc posibilitatea dezvoltării complete a momentului plastic. Mp Ca atare 
se reduce ductilitatea si se impiedica redistribuirea efortunior Din aceasta ca\iza codunie 
modeme de proiectarea structurilor metalice (EC3, LRFD, CSA 1989, AU, etc. ) au introdus 
anumite rapoarte, limite de supleţe ale plăcilor componente secţiunii transversale, pentru 
Încadrarea lor in ftmctie de capacitatea lor de deformare (Fig 2 3). Conform EC3" , care a 
inrodus primul aceasta clasificare a secţiunilor, avem: 
• Secţiuni ductile, care pot forma articulaţii plastice, avand suficienta capacitate de rotire 
pentru a conduce calculul solicitărilor pe baza unei analize plastice 
• Secţiuni compacte, care pot forma articulatii plastice, avand insa capacitatea de rotire 
limitata, datorita apariţiei fenomenelor secundare. 
• Secţiuni semi-compacte, care in fibra extrema se poate se poate atinge limita de curgere, 

dar secţiunea nu se poate plasticiza,nu se pot dezvolta momente plastice, datorita voalam 
• Secţiuni suple, la care calculul de rezistenta a! secţiunii la compresiune sau incovoiere se 

face tanand cont de efectele voalarii pereţilor secţiunii transversale 

M„/Mp 

Mv/Mp 

M/Mp 

Secţiuni ductile 

e / e . 

Fig. 2.3 Clasificarea secţiunilor transversale dupa EC3 
Fig. 2.3 Cross-section behavioural classes according to EC3 
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Se remarca faptul ca, in special pentru EC3, clasificarea secţiunilor nu tine cont de o sene de 
faeton ' care se vor dezvolta in următorul capitol Ca o alternativa se propune o 
clasificare la nivel de element, definand urmatoarele limite ale capacitatii de rotire" 
• Ductilitate ridicata (//-high ductility) R >7 50 
• Ductilitate medie (jU-medium ductility) 4.50 < R < 7.50 (2 i 
• Ductilitate redusa (I-low ductility) 1.50 < R< 4.50 

In cadrul acestei clasifîcari diferiţi cercetători propun alte limite datorita faptului ca 
fiecare admite alte considerente pentru calculul capacitatii de rotire (Tab 2 1) Cauzele se vor 
detalia in următorul capitol. 

Tabel 2.1 Diferite limite ale capacitacii de rotire 

Sursa Nivel de ductilitate 

1) Mazzolani & Piluso"® 
1 2 j 

1) Mazzolani & Piluso"® >7 5 >4 50 >1 50 
2) Kato " >4 0 >20 >0 0 
3) Yura" ' >3 0 >10 >0 0 
4) Kemp ^̂  >3 0 >10 >0 0 
5) Gioncu & Petcu"' >7.5 >4 50 >1 50 
6) Vayas et al >80 >4 0 >2 0 

Aceasta clasificare folosita pentru calculul plastic se utilizeaza si pentru calculul seismic 
Totuşi, capacitacile de rotire sunt calculate pentru incarcari monotone iar forţele seismice, cu 
intensitate variabila in timp, au un caracter ciclic care reduce semnificativ capacitatea de 
rotire. 

2.1.3 Ductilitatea in calculul seismic 

Sub acţiunea seismica apar, de obicei, eforturi alternate, in doua sau mai multe direcţii care 
sunt defînite,in general, ca solicitări ciclice datorita dificultatii modelării forţelor seismice In 
cazul incarcarii seismice se produce o anume reducere a rigiditatii si a efortului capabil, se 
reduce capacitatea de disipare a energiei si prin urmare se detenorizeaza ductilitatea 
structurala. Elementele componente ale unei structuri, in timpul seismului, dezvolta 
deformaţii plastice mari ceea ce inseamna ca inregistreaza avarii. Avarile sunt asociate cu 
pierderea capacitacii de rezistenta a unui element sau a unei porţiuni a unui sistem structural 
Natura ciclica a seismului creaza acumulari de deformaţii (avarii), de fiecare data atunci cand 
elementul intra in domeniul inelastic,rezistenta scade in fiecare ciclu in funcţie de 
amplitudinea deformatiilor plastice. Dupa Paulay", sistemul structuraKin intregime trebuie sa 
fie capabil sa suporte cel puţin 4 cicluri de efort, in toate direcţiile, la care eforml capabil la 
forţele orizontale nu se va micşora cu mai mult de 20%. Cu siguranţa acest cntenu nu 
corespunde tuturor tipurilor de cutremur, dar se aplica relativ simplu in practica de proiectare 

De obicei, parametrul care defineşte avariile sau deteriorările este ductilitatea necesara 
bazata pe deplasarea maxima, in cazul ductilitatii globale, sau pe rotirea ultima, in cazul 
ductilitatii locale, precum si energia de disipare. Totuşi, ductilitatea nu reprezintă un 
parametru suficient pentru estimarea avariilor, pentru ca nu tine cont de numărul de 
incursiuni in domeniul plastic, de comportarea histeretica, de amplitudinea deformatiilor 
plastice, durata seismului, etc. In cazul a-doua structuri cu acelaşi raport de ductilitate 
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solicitate Ia difente mişcări ale terenului, din punct de vedere al duratei manifestam seismice 
SI numărului de incursiuni inelastice, ele inregistreaza avani de grad difent" De asemenea se 
remarca importanta numărului incursiunilor neliniare si numărul total de varfun ale 
acceleraţiei in procesul comportării structurii de rezistenta solicitata la acţiunile seismice' 
Din pacate, nici spectrele de proiectare nu fumizeaza informaţii pnvand numărul de cicluri si 
durata seismului. Referitor la durata seismului, td, ea se gaseste in directa legătură cu gradul 
de distrugere a unui cutremur, de obicei nu afecteaza răspunsul elastic dar iniluenteaza drastic 
comportarea inelastica a structurii. 

In general, se recunoaşte ca nivelul avariilor structurale nu depinde numai de deplasare 
maxima ci de avarii acumulate in timpul procesului seismic. Mulţi cercetători au sublimat ca 
descrierea reala a comportării inelastice depinde de intreg biograficul deformaţii lor 
postelastice in legătură cu deteriorare structurala ^ ^ i n practica de proiectare este destul de 
greu luarea in considerare a detaliilor calculului biografic. Din aceasta cauza, pe de o parte 
este necesara dezvoltarea metodelor simple bazate pe criteriul ductilitatii necesare maxime 
pentru estimarea capacitatilor de deformare ale elementelor, iar pe de alta parte dezvoltarea 
metodelor bazate pe considerente de avarie, pentru estimarea rezistentei ramase dupa un 
eveniment seismic sever. 

Sub alt aspect, luând in considerare ca in natura procesul răspunsului smjctural este vanabil 
rezulta ca dezvoltarea ductilitatii structurale este un proces variabil si accidental. Având in 
vedere acest concept, Vanmarcke^' si Vanmarke&Veneziano^', au evaluat ductilitatea 
maxima necesara unei structuri. La fel Basu & Gupta cu ajutorul statisticii, au studiat 
problema ductilitatii din punct de vedere probabilistic considerând acumularea avariilor ca un 
proces variabil al incursiunilor in domeniul neliniar si asociind ductilitatea cu deteriorarea 
totala. Totuşi pana in prezent nu exista rezultate calitative. 

Se observa ca problema ductilitatii este complexa si poate fi pnvita din mai multe puncte de 
vedere, deoarece ea este influentata de mulţi factori care intervin in procesul solicitam 
seismice structurii de rezistenta. Prin urmare ductilitatea seismica poate fi privita sub doua 
moduri: 

• Ductilitate seismica bazata pe criteriul deplasarii maxime Rezulta din criteriul deplasam 
maxime determinat din incarcari monotone (ductilitate cinetica), luând in considerare efectul 
reducerii ductilitatii datorita acţiunilor seismice printr-un coeficient de reducere-corectare. r. 
evaluat experimental sau din analize numerice, care tine cont de caracteristicile specifice a 
acţiunii seismice: 

u = r u , (2 10) r*seism ' r^cineOc 0 ' § 

sau direct cu ajutoml ductilitatii ciclice, Ucidic, iuind in considerare posibile schimban ale 
originei incursiunilor plasticeXp, (Fig. 2.4): 

maxţxp, 
Mcicl ic „ 

A.. 

+ 1 (2.11) 
•V 
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Folosirea acestor tipun de ductilitate determina cedarea structurii tinand cont de incursiunea 
maxima plastica, fiind independente de numărul acestora si de calculul ductilitatii necesare 
fiecărei incursiuni in domeniul plastic''^. Acest tip de ductilitate evalueaza corect 
capacitatea de deformare a structurilor flexibile precum si in cazul manifestaţilor 
seismice cu un ciclu mare in domeniul plastic si mai multe cicluri mici comparativ cu 
primul (ex. seismele de langa sursa si de suprafaţa). 
• Ductilitatea seismica bazata pe criteriul energetic In literatura de specialitate se găsesc 
doua criterii energetice (Fig. 2.4): 

• Ductilitatea histeretica maxima pe o directie^hysteretic ductilitv- in one direction i 

îh + l = + l (2 12, 

in care: E* = max{ , E'h} iar r|c este ductilitatea cumulata la o direcţie. 

^ Ductilitatea histeretica totala'® Capacitatea sistemului de a disipa energie la incarcan 
ciclice este egala cu capacitatea disipani energiei sistemului solicitat la incarcan 
monotone. 

(2 13) 

unde: 
Fy- forţa care produce curgerea sistemului structural. 
Xy- deplasarea corespunzătoare curgerii, dupa care sistemul intra in domeniul plastic 
Eh- Energie totala disipata de sistem 

Acest tip de ductilitate caracterizeaza evenimentele la care numărul de cicluri este mare 
avand incursiuni plastice de aceleaşi ordin de mărime ca si structurile rigide. 

max 
Madic ~ 

X 

M, = 

M, = + 1 

Fig. 2.4 Diagrama Forţa- deplasare 
Fig. 2.4 Force versus displacement relation 

Kato&Akiyama^' in conformitate cu conceptul energetic, stabilesc relaţia intre capacitate de 
rotire a elementelor si ductilitatea de etaj (storey ductility), chestiune foarte importanta care 
poate lega ductilitatea locala cu cea globala. Introduc conceptul "capacitatii echivalente de 
rotire" (equvalent rotation capacity) care reprezintă capacitatea de rotire a elementelor, cu 
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comportare elastica perfect plastica, disipând energie egala cu cea a elementului actual 
Datorita efectului de ecruisare si a degradarii capacitatii de incovoiere, m momentul atingem 
momentului maxim, se obţine o creştere a capacitatii de disipare, AE, a energiei sistemului 
elastic perfect plastic. 
Considerând ca colapsul se atinge atunci cand energia disipata unui etaj solicitat la incarcan 
ciclice (la ambele direcţii) este egala cu cea obtinuta din incarcari monotone, se defineşte 
ductilitatea cumulata capabila sau ductilitate de etaj a unui sistem: 

t1 = 2 / 3 R , + 2 (2 14; 

unde: 
îl- ductilitate de etaj. 
Ru- capacitate de rotire capabila a elementelor unei structuri 
2/3-factor care tine seama de flexibilitatea grinzilor, obtmut din analize inelastice unui 

număr mare de structuri de rezistenta. 

Factorul '2' tine seama de capacitatea de disipare a elementelor in timpul comportam 
postcritice.Acest concept constituie baza calculului ductilitatii in normativul antiseismic 
japonez (AIJ, 1990). 

m 

M / M r 

e/e. 
emax/Op 

R 
eu/e. 

R„ = R + AR 
AR = AE 
AE = ( i n - l ) R « / 2 

Fig. 2.5 Definition of the equivalent rotation capacitv 
Fig. 2.5 Definirea capacitatii de rotire echivalente 

Alte modalitati propuse pentru evaluarea ductilitatii sunt: combinarea criteriilor enuntate 
anterior'', modelele de avarie'^''ductilitatea echivalenta'^ ultimele doua luând in 
considerare oboseala la un număr redus de cicluri precum si acumularea deformatnlor Un 
model bazat pe combinarea liniara a ductilitatii de deplasare si a mielului de disipare a 
energiei, unui sistem incarcat monoton, a fost propus de Park &Ang ' , luind in considerare 
datele experimentale referitoare la material, detaliile costructive si tipul structurii 
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= P(Hh-l) (215) 

unde: 
ductilitate de deplasare. 

Hh-ductilitate histeretica. 
Ş-coeficient experimental care la difente valon in funcţie de material. O 30- 1 20 (beton 
armat). Pentru metal^' ia o valoare 0.15 

Un alt mod de abordare a modelelor de avarie, folosit in cazul structunlor metalice, se 
bazeaza pe conceptul oboselii la un număr redus de cicluri si amplitudini man in domeniul 
plastic(low-cycle fatigue), fiind asociat cu voalarea elementelor metalice, totodata adoptand 
ipoteza liniara,regula lui Miner , de acumulare a avanilor Balio & Castiliogni au 
propus un model bazat pe echivalarea oboselii la un număr mare de ciclun (high cvcle-
fatigue) cu cea la un număr redus de cicluri. Aplicarea teonei oboselii reduse din lucrarea lui 
Krawinkler&Zohrei 

n 

= (2.16) 
1=1 

unde. 
ductilitate corespunzătoare incursiunii plastice ciclului i. 

n- numărul de incursiuni plastice. 
b- coeficient care depinde de supleţea plăcilor componente ale secţiunii, propnetatile 

materialului, detaliile constructive. 

Relaţiile de mai sus permit evaluarea avarierii structurale dar nu permit estimarea directa a 
gradului de deteriorare pentru asigurarea structurii impotriva unei cedan locale sau globale, 
in urma unui cutremur sever. Din aceasta cauza se poate defini asa numitul indexul de avarie. 
ID. care are valori intre 0.0-1.0; pentru ID=0.0 nu apar deformaţii plastice iar pentru valoarea 
ID=1.0 structura este foarte grav avariata fiind necesara demolarea ei. In continuare se 
prezintă anumite modele care determina indexul de avarie: 

• Avarie acumulata, bazata pe faptul ca acumularea creste la fiecare ciclu inelastic^' 

Mdm-1-
b ^ 1.50-2.0 (2.17) Id = I 

unde: 
Hdi- ductilitate care se refera la fiecare ciclu, i. 
Hdm- ductilitate detenninata din incarcari monotone 

• Ductilitatea maxima pentru un ciclu determinata din incarcari monotone^^ ^̂  

^ Md.nu.. - J P Jg) 

Md a> - 1 
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unde: 
Md.max- ductilitate maxima pentru toate ciclunie analizate 
Mdjn - ductilitate monotona. 

• Indexul Park & Ang combinaţia Imiara a ductilitatii de deplasare si a enertîiei 
histeretice: 

= ~ + ( 2 I Q ) 
m ^p 

unde : 
E,- energie histeretica la un ciclu curent,i. 
Ep- energie histeretica unui element cu comportare elastica perfect plastica 

Conform^^ ID< 0.40 structura se considera reparabila iar pentru 1[>> 0.40 structura a sufeni 
avarii serioase. Indexul de avarie ar putea fi un pe de o parte un indicator economic al 
reparaţiilor iar pe de alta parte poate sa furnizeze informaţii asupra capacitatii de dispuse ale 
unui sistem structural la un viitor cutremur. 

2.2 Definirea criteriilor de colaps. 

Problema care se pune pentru definirea criteriilor de colaps se formuleaza in felul următor 
"Care este starea limita pentru care elementul de rezistenta epuizeaza capacitatea sa de 
rezistenta si prin urmare este scos din serviciu Evaluarea critenilor de cedare ale 
elementelor unei structuri solicitate la acţiuni ciclice sau seismice diferă fata de condiţiile de 
incarcare statica. 

In general, se recunoaşte ca cedarea se asociaza cu reducerea capacitatii de disipare a 
energiei, reducerea datorandu-se fenomenelor voalarii tălpilor comprimate, flambajului 
lateral, propagarii fisurilor,etc. Convenţional criteriile de colaps se pot defini: 

• cand apare fenomenul instabilitatii sistemului structural; 
• cand se formeaza un mecanism de cedare (ex.mecanism de etaj); 
• cand energia histeretica depăşeşte o anumita limita (conceptul energetic), 
• cand deformatiile (rotiri plastice sau deplasari) depasesc o anumita limita stabilita din 

condiţii empirice, de calcul, etc. 

Probabilitatea de colaps admisa depinde atat de modul cu care se defineşte cedarea, stadiul 
limita adoptat, cat si efectele economice, tehnice, sociale asociate colapsului structurii de 
rezistenta. Schema din figura 2.6 arata cadru care trebuie introdus in coduri in ceea ce pnveste 
criteriile de colaps pentru limitarea ductilitatii. Criteriul de cedare, cel mai des folosit, se 
bazeaza pe conceptul deformatiei plastice maxime (deplasare, rotire) Conform acestui 
criteriu condiţia de cedare apare, atunci cand ductilitatea locala necesara o depăşeşte pe cea 
capabila. 

Ca o alternativa se poate adopta criteriul bazat pe conceptul energetic In acest caz condiţiile 
de cedare sunt asociate de deformatia plastica cumulata care trebuie sa suporte elementul 
Prin urmare cedarea se produce, in timpul solicitării seismice sau ciclice, atunci cand pe de o 
parte deformatia cumulata, pozitiva sau negativa, este mai mare decât cea suportata de 
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element in condiţii de incarcare monotona\ In ultimul timp, s -au propus cntern de colaps 
asocimd modul de cedare cu conceptul oboselii la un număr redus de cicluri 

CRITERII 
ECONOMICE 

Nivelul 
economic admis 

al avariilor si 
deteriorărilor 

CRITERII TEHNICE 
Definirea stărilor limita de curgere -ultima 
Definirea criteriilor de deformare plastica 
Definirea criteriilor energetice 

CRITERD DE COLAPS 

CRITERII 
SOCIALE 

Numărul admis 
al pierderilor 

vieţilor umane 

LOCALE 
GLOBALE 

Dl CTILITATE SEISMICA 

MODELE DE AVARIE 

I 
DliCTlLITATE 

fE I 
I 

'D 
î 
J 

NORMELE DE PROIECTARE ANTISEISMICA 

Fig. 2.6 Cadru de definire a criteriilor de colaps 
Fig. 2.6 Conceptual fi-amework for definition of the failure cntena 

2.3 Condiţiile pentru definirea ductilitatii necesare 

Pentru a putea controla cerinţele de ductilitate cu care sistemul structural este inzestrat 
impotriva acţiunilor seismice, in mod obligatoriu, trebuie definite condiţiile ductilitatii 
necesare (Fig. 2.6). In acest mod, alegerea factorului ductilitatii de dimensionare se face in 
condiţii de siguranţa, limitând posibilităţile depăşirii ductilitatii capabile ale elementelor de 
rezistenta unui sistem structural, totodata reducând vulnerabilitatea structurii si pnn urmare si 
riscul seismic. Ca atare este necesar sa avem in vedere urmatoarele elemente de baza inaintea 
începerii proiectării structurii de rezistenta (Fig. 2 6); 
• Macrozonarea seismica: Este o harta oficiala bazata pe o analiza a hazardului seismic 

elaborata de către seismologi si geologi. Ea imparte teritoriul unei tari pe catcgorii in zone 
de intensitate diferita. Conţine si alte elemente informative refentoare la caractensticile 
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sursei, care pot servi pentru evaluarea ductilitatii necesare, cum sunt tipul si mecanismul 
mişcării terenului, adancimea focarului, etc. Pe baza acestor considerente se reali/ea/a 
spectrul de proiectare. 
Microzonarea seismica: Este elaborata la nivel local, unei regiuni sau unui oras cu risc 
seismic ridicat, bazata pe investigaţiile locale ale geologilor si seismologilor Cuprinde 
elemente informative asupra caracteristicilor locale ale miscani terenului mregistrate dm 
reţeaua locala de seismografe si a condiţiilor generale ale terenului De asemenea este util 
ca spectrul de proiectare, propus de cod sa fie insotit de inregistrari time-hislor> cu date 
precise in ceea ce priveşte magnitudinea, distanta epicentrala, condiţiile locale de teren, 
durata, legea de atenuare, factori care pot afecta decisiv ductilitatea necesara. 
Condiţii locale de teren: Se elaboreaza studii detaliate de stratiflcatie a terenului de către 
geologi si geotehnisti. Este foarte importanta determinarea corecta a caracteristicilor 
terenului de fundare, pentru ca mişcările seismice se pot atenua sau amplifica in funcţie de 
acestea. In general, pentru terenuri moi cerinţele de ductilitate sunt mai ndicate 
comparativ cu cele rigide. 
Caracteristici ale structurii: In cadrul acestei etape, se evalueaza gradul de protectie si 
importanta obiectului dupa care se alege ductilitatea de dimensionare, conformarea 
sistemului structural, procedeul proiectării, tehnologia de execuţie si erecţie care afecteaza 
comportarea ductila in momentul manifestării evenimentului seismic. 

Macrozonare 
seismica 

Microzonare 
seismica 

Condiţii locale 
de teren 

Factori 
structnrali 

Minimizare 
vulnerabilitatii 
construcţiilor 

Evaluare» 
ductilitatii necesare 

Minimizarea 
riscului seismic 

Fig. 2.7 Factori determinanţi pentru estimarea ductilitatii necesare 
Fig. 2.7 Determinant factors for assessing required ductilm 
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P l CTILm PROBLEMS OF STEEL MOMENT RESISTING FRAMES 

Chap.2 GENERAL ASPECTS CONCERNING Dl C TILITV 

Summarv 

The notion of ductilit}' was fîrstly introduced and associated with the material behaviour 
characterizing the ability of the matenal to undergo plastic deformations, after its mitial 
yielding, without strength degradation. After Housner's studies in earthquake problems and 
Baker's studies in plastic design, the property of ductilit> was extended at the level ol 
structure, by being the primary measure of the inelastic capacit>' of the structure In ihis wa\. 
new design approaches were developed. As a function of a loading type, one must recognize 
the ductility concept in earthquake design, as well as, the ductilit> concept m plastic design 
The first one expresses the ability of the structural components or the structure as a whole to 
dissipate the induced seismic energy through plastic deformations, giving the possibility to 
reduce seismic design forces, Fig 2.1a. The second one expresses the ability of a structure to 
undergo deformations without any significant reduction of the ultimate strength. w hich gnes 
the possibility to redistribute the forces, thus allowing to predict the ultimate capacit> of the 
structure, Fig 2.1b. 

Basic ductility types widely used in literature are presented in Fig 2.2 In general, ductilm 
may be distinguished in local and global ductility. The former is defîned at the level of 
material (fi^) - cross section (n^) - member (n^) - joint, while the latter is defined at the level of 
structure (ns). For plastic design, ductility is defined as a function of the members capacit> to 
undergo plastic rotations without sudden loss of moment resistance, due to local buckling. 
nipture. According to EC 3 a cross-section classification ensures the plastic ductility . Fig 2 3 
It can be mentioned that this classification neglects the member's span which is of the pnmarv 
importance as demonstrated in Chap. 4. 

For earthquake design, ductility is defined according to the maximum displacement cnterion 
or energy cnterion. The most widely used inelastic parameter, by the virtue of this simplicit> 
is the cinematic ductility (2.10), which can be a reliable descriptor in case of earthquakes \Mth 
monotonie nature characterized by one or very few cycles (case of near fieid earthquake) If 
the loading history is characterized by many cycles with large amount of plastic deformations 
(case of far-field earthquake) the ductility factor can be unreliable due to the fact that failure 
mainly depends on the accumulation of plastic deformations So, a hysteretic ductility is 
defined in relationships 2.12, 2.13, Fig. 2.4. This t>pe of ductility is difficult to be 
implemented in current earthquake design, because the hysteretic energy can not bc calculated 
in a common design office. The damage indexes (2 17, 2.18, 2.19), resulting from the 
combination of ductility and dissipated energy, are very attractive descriptors, giving the 
possibility to measure the damages sustained dunng an earthquake, as well as, to associate 
them with a certain method of rehabilitation. Also the damage index method is not vet 
sufficiently simple and clear to be implemented in current design. Another important problem 
concems the inelastic behaviour of a member or a structure is a definition of the failure 
criteria which is strictly depended with ductility concept. A conceptual framework is 
proposed in Fig 2.6. In figure 2.7 a conceptual chart is plotted for determinmg the required 
ductility taking into account characteristics of ground motion, resulting of the collected 
information by macro and micro zonation, local conditions and structural behaviour 
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Capitolul 3 

DUCTILITATE LOCALA 

3.1 Factori de influenta a ductilitatii locale 

Ductilitatea locala reprezintă factorul hotaritor pentru asigurarea ductilitatii globale a întregii 
structurii. Neasigurarea acesteia poate conduce la o comportare necontrolata a sistemului 
structural sau la cedări locale premature, afectandu-se in acest fel procedeul de disipare a 
energiei induse. Ca atare parametri care influenteaza ductilitate locala trebuie sa fie e\aluati 
cu mare atentie pentru dezvoltarea unui mecanism global Având in vedere schema ierarhica 
de baza a acestei lucrări (material-sectiune-element-imbinare'-cadru)*' se descnu. in 
continuare, factori de influenta a ductilitatii locale (Fig.3.1): 

• La nivel de material, ductilitatea depinde de caracteristicile otelului care sunt calitatea 
otelului, lungimea palierului de curgere, variabilitatea accidentala a limitei de curgere, 
zona de ecruisare, marimea deformatiilor, comportarea histeretica, oboseala la un număr 
redus de cicluri, ruperea casanta. Aceste proprietati pot fî definite pnn curba caractenstica 
a otelului, a-e, pentru incarcari monotone sau ciclice 

• La nivel de secţiune transversala, ductilitatea depinde de tipul secţiunii trans\ersale, 
rapoartele de supleţe b/tf, d/t^ , b/d (interacţiune intre talpa-inima), fisun care pot apare la 
racordare intre inima si talpa, variaţia tensiunilor. Aceşti parametn pot fi definit» pnn 
curbele moment -curbura, M-cp, pentru incarcari monotone sau ciclice 

• La nivel de element, ductilitatea depinde de : tipul incarcani (motone. ciclice, viteza de 
incarcare), voalarea tălpilor si inimii, flambaj prin incovoiere-torsiune. deschiderea gnn/ii, 
efectul ecruisarii, variaţia momentului, interacţiune M-N-V, deteriorarea ngiditatii 

Influenta nodului nu se detaliaza in cadrul acestei lucrări considerând ca nodul este 
rigid, luandu-se toate masurile constructive, astfel ca articulatia plastica sa se formeze pe 
rigla stâlpului. 

3.2 Ductilitatea materialului 
3.2.1 Curba caracteristica a otelului 

Dezvoltarea tehnologica a industriei otelului a condus la fabricarea unei game variate de 
sortimente (otel TCMP, otel cu rezistente ridicate, otel inoxidabil, e.t.c ) cu performante 
ridicate. Pentru aplicarea acestor produse, mai ales in cadrul unei proiectan ductile, este 
necesara cunoaşterea caracteristicilor mecanice ale otelului, care influenteaza comportarea 
postelastica a elementelor structurale. 

In general proprietăţile otelului se definesc prin trasarea curbei o-e in urma incercanior ia 
intindere a unor cupoane (Fig. 3.2). In ceea ce priveşte comportarea la compresiune, datonta 
fenomenelor de instabilitate care apar in domeniul plastic, încercările sunt efectuate pe 
elemente scurte si groase, cedarea producandu-se prin deformaţii plastice excesive sau 
datorita propagarii fisurilor prin rupere efectiva. 
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DUCTILITATE LOCALA 

1 
MATERIAL 

Calitatea otelului 
Lungimea palierului de curgere 
Variabilitatea limitei de curgere 
Efectul zonei de ecruisare 
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SECŢIUNE TRANSVERSALA 

Tipul secţiunii transversale si modul de 
fabricaţie 
b/tf, dyt̂  
b/d (interacţiunea inima-talpa) 
Variaţia tensiunilor 
Propagarea fisurilor 
Imperfecţiuni geometrice iniţiale 
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ELEMENT 

• Tipul incarcarii (monotone, cicbce) 
• Efectul ecruisani Curba 
• Voalarea tălpilor si ininui M-e 
• Flambaj prin incovoiere-torsiune pentru mcarcan 
• Deschiderea elementului, L L/b nK>notonc, ciclice 
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# Deteriorarea rigidiiatii 
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NOD- ÎMBINARE 

A7' 
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ASIGURAREA 
DUCTILITATU GLOBALE 

Fig. 3.1 Reprezentarea schematica a factonlor de influenta a ductilitatii locale 
Fig. 3.1 Representative chart of factors influencing local ductilit> 
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Deformabihtatea si rezistenta otelului sunt propnetatile de baza care afecteaza ducuhtatea 
locala prin limita de curgere(starea limita de curgere), f,, si rezistenta la mtidere ultima (starea 
limita ultima), Acestea trebuie definite in domeniul in care apare fenomenul voalam, care 
delimiteaza capacitatea de deformare plastica unui element. Pentru simplificarea comportam 
reale se folosesc, in modele de calcul, diferite diagrame liniare in funcţie de modul m care se 
tine cont de efectul deformatiilor si de calitatea otelului (Fig3 2) La anexa I (A l h se 
prezintă caracteristicile otelurilor folosite in Europa (EC3; ENV 10020) 

tZona elasftcij 
2Zoni plastica 
3.Zona ecruisare 

. Ductilitafea /naterialJui »• H £ 

Eiastua-perfcit plas^na 

Fig. 3.2 Curba, o-e, caractenstica a otelului 
Fig. 3 .2 Characteristic curve, o-e, of structural steel 

Determinarea valorilor exacte ale propnetatilor otelului, in special limitei de curgere si a 
rezistentei ultime, nu pot fi evaluate cu mare exactitate, pentru ca ele \anaza intre anumite 
limite, datorita procesului de fabricaţie si lipsei controlulului calitativ procesului fabncatiei 
precum si produsului final. In general, in majoritatea standardelor (ASTM. BS, etc ) nu se 
prescriu limitele maxime ci numai limitele minime, cea ce poate afecta comportarea 
inelastica reala a structurii fata de cea presupusa in faza de proiectare Propnetatile mecanice 
trebuie considerate ca variabile accidentale, natura problemei fiind cea probabilista^ lotuşi 
in practica de proiectare aceasta abordare este dificila si costisitoare deoarece necesita o 
analiza statistica a rezultatelor. Pentru inlaturarea acestor probleme se utilizeaza o metode 
semi-probabilista folosand valori fixe avand o anumita probabilitate (f, , fy «ss) in ultimul 
timp in Japonia^® s-au produs noi tipuri de oteluri (JIS, Rolled Steels for Building Structures. 
marcate cu simbolul SN,1994) bazate pe conceptul proiectam la stare limita ultima, luând in 
considerare necesitatea deformării postelastice a elementelor La anexa I (A 1 2) se pre/inta 
specificaţiile otelului de constructii simbolizat cu SN. Aceste oteluri a fost încercate m 
"laboratorul naturii", in condiţii reale, (Kobe, 1995), observandu-^ cedan casante datonta 
lipsei de tenacitate sau altor cauze care guvemeaza cedări casante 

Analizand curba caracteristica a otelului, in special in domeniul plastic, se poate observa ca 
atunci cand deformatiile sunt controlate comportarea plastica depinde de lungimea palierului 
de curgere. Cu cat acesta este mai mare cu atat matenalul este mai ductil In schimb atunci 
cand tensiunile sunt controlate, in lungul palierului de curgere intre deformatiile de curgerc,c.. 
si deformatiile zonei de ecruisare, e ,̂ se produce un fenomen asa numif dynamic jump 
adaca nu se dezvolta deformaţii in locale intre limita de curgere si zona de ecruisare datonta 
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discontinuitatii curgerii, pnn formarea planurilor de lunecare m lungul direcţiei maxime de 
forfecare (Fig. 3.3). In condiţii practice aceasta inseamna ca articulaţiile plastice lucrea^a m 
domeniul influentei stadiului de ecruisare^' 

fu 
fy 

1 Chmtniul ^Hc 
planul dâ 

1 2 Dym mtc jump (un ec §r« 
I IZoni de ecruisare 

Fig. 3.3 Discontinuitatea curgem otelulului ( "dynamic jump ") 
Fig. 3.3 Discontinuous dvnamic jump behavior of steel yielding 

3.2.2 Influenta variabilitatiii accidentale limitei de curgere ale otelului 

Conform conceptului actual de calcul antiseismic, adoptat de codunle modeme. ECS.EX'CS. 
structura trebuie sa fie capabila sa suporte deformaţii plastice exploatand comportarea 
histeretica a materialului pentru disiparea energiei induse de seism Pentru a se respecta 
aceasta condiţie, atat ductilitatea locala cat si cea globala trebuie sa fie compatibile cu 
caracteristicile geometrice si mecanice ale elementelor componente unei structuri Din 
caracteristicile otelului , ca variabile accidentale se considera limita de curgere, f̂ . limita de 
rezistenta ultima, fu, precum si raportul lor, f,v f̂ ^ ca un parametrii indirect 

Variabilitatea accidentala a limitei de curgere afecteaza procesul de formare a anicuiatiilor 
plastice, in consetinta si comportarea ultima a structuni, conducând la o disipare a energiei 
diferita de cea presupusa in calcul, precum si formarea unor articulatii m locun neprevăzute 
producând in acest fel mecanisme locale de cedare In cadrul proiectării capacitatii de 
rezistenta care considera conceptul de stâlp puternic-grinda slaba, variabilitatea limitei 
de proportionalitate poate sa transforme elementul puternic, stâlpul, intr-ua element mai 
slab datorita limitei de curgere reduse fata de grinda, considerata ca element slab, care 
poate deveni membrul puternic, in cazul dezvoltării unei limite de curgere mai ridicate in 
comparaţia cu stâlpul. 

Ductilitatea, este data întotdeauna ca un raport intre o deformatie (deplasare sau rotirei 
corespunzătoare inceperii curgerii si deformatie ultime, fiind direct influentata de 
variabilitatea limitei de curgere deoarece, atunci cand limita de curgere reala este mai mica 
decât cea de calcul, formarea primei articulaţiei se va dezvolta la o deplasare, respectu rotire 
mai mica decât cea presupusa, iar ductilitatea globala sau capacitatea de rotire calculata nu 
poate estima capacitatea de deformare a elementului conducând la valon ireale In cazul 
specificaţiilor japoneze (JIS, vezi anexa I Al 2) se poate observa ca se dau limitele mimme si 
maxime, avand diferenţa de 120 N/mm\ care se considera acopentoare pentru formarea 
articulaţiilor plastice presupuse in stadiul de proiectare'" Trebuie subliniat ca, pentru 
calculul de rezistenta si stabilitate este securitara luarea in considerare a limitei minime 
de curgere,f,^, iar, invers, pentru calculul antiseismic securitara este cea a limitei 
superioare de curgere, fy,BMx.* 
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Privind raportul intre limita de curgere si limita ultima, f A , din studi. expenmentale se 
observa ca m cazul unor cadre rigide solicitate la incarcan onzontale, elementele (grm/n cu 
raport cel mai mic formeaza zone plastice de curgere mari 

Influenta vanabilitatii limitei de curgere a otelului a fost studiata de către KuwamuraAKato 
Elnashai& Crysanthopoulos'', Calderoni&Mazzolanr\ Plumie et a f ' pe structuri in cadre cu 
ajutorul metodelor statisticii (simulări Monte Carlo) Analizarea efectelor fluctuaiiei 
proprietăţilor mecanice ale otelului au fost studiate de către Institutul "Tecmca delle 
Consmizioni" a Universităţii din Napoli, Italia, prin analizarea statistica a unui număr de dale 
experimentale mari, pentru toate calitatile de otel folosit in Europa^' In anexa 11 se pre/inta 
diagramele rezultate printr-o analiza de regresiune a influentei limitei de curgere , a limitei 
ultime in fîmctie de grosimea plăcilor componente unei secţiuni ^ansversale Din examinarea 
diagramelor prezentate in anexa se mentioneaza urmatoarele concluzii"*' 
• Se demonstrează faptul ca condiţia (Jf^ >1,20 propusa de EC3'' pentru comportare 

plastica se respecta 
• Limita de curgere scade cu cat grosimea se măreşte iar in cazul rezistentei ultime mtluenia 

grosimii este destul de mica si se poate neglija 
• Dependenta limitei de curgere si grosimii joaca un rol important asupra capacitatn plastice 

a cadrelor cu variabilitate accidentala a materialului Deoarece stâlpii sunt alcatuiti din 
placi mai groase, datorita conceptului stâlp putemic-gnnda slaba, pot dezvolta o limita de 
curgere mai mica fata de grinzi, si pnn urmare articulaţiile plastice pentru realizarea 
mecanismului global sa se formeze pe stâlpii si nu la gnnzi. 

• Coeficientul de variaţie, COV, a limitei de curgere a materialului este mai mare decât cel 
al rezistentei ultime. Prin urmare cu cat creste coeficientul de vanatie a limitei de curgere 
cu atat sistemul structural are tendinta sa formeze mecanisme locale de cedare care conduc 
la formarea unor articulaţii plastice concentrate numai in anumite zone. si ca atare 
reducerea ductilitatii efective a elementului 

Cum s-a mai remarcat, in majoritatea codurilor nu se specifica limitele maxime sau minime 
Pentru inlaturarea fenomenului devierii limitei de curgere fata de valoare nommala se 
introduce un coeficient de variaţie (COV) pentru valoarea de proiectare In tabelului 3 1 se 
poate observa modul de abordare a diferitelor normative privând acest fenomen De obuci 
coeficientul de variaţie este mai mare de 0,05, dar in condiţii de o producţie bine controlata a 
laminatelor se propune valoarea de 0,025^^ 

Tabel 3.1 Diferite moduri de abordare a fenomenului vanabilitatii curgem 

Specificaţii - Normativ 
Calibrareâ vanabilitatii 

materialului 
c.o.v 

AISC-LRFD(1986r 
Talpa Inima 

0,10-0,11 AISC-LRFD(1986r 1,05 f v ^ 1,10 0,10-0,11 

JIS(1988) 0,10 
JIS(1994) vea Anexa 1. A 1 2 

Nonaativr Antiseninke 
ECS Part 1.3 

"Control of the design and constniction' 
fv R-IS ŷ*»!!" • - min ^ fi ^ n L 

Sc dau specificaţii supluneniare pcntm proccsui dc fabnotK construcuc 
UBC/94 Nu se dau specificaţii pentru lînnu dc curgere a matcnaluJui in uxnpul fabncatiei. 

ccmsuuctici 

BUPT



3.2.3.Comportarea otelului la incarcari ciclice 

' ^^ Bauschinger , 1866, care mtroducc 
notumea de comportare histeretica a otelului s, bucla h,steret,ca (F,g3 4 a, Suprafaţa unu. 
cclu histerazis reprezintă energia absorbita: cu cat bucla este ma, mare cu aiat d.s,narea 
energiei induse de seism este mai mare. Comportarea ciclica a otelului este d.fic.l de modelai 
totuşi modelului cel mai corespunzător^ , atat din punct de vedere expenmental cat s, d.n 
punct de vedere numeric, este propus de Giuffre-Menegoto-Pmto"^ (Fig 3 4 b) 

Fig. 3.4 a) Efectul Bauschinger, b)Modelul Giufre-Menegotto-Pmto al componani ciclicc 
Fig. 3.4 a) Bauschinger effect, b) Giufre-Menegotto-Pinto^® cyclic model of structural sieel 

Comportarea histeretica conduce la creşterea ductilitatii (Fig 3 5a) Totuşi, in fiecare ciclu se 
acumuleaza deformaţii plastice care produc avarii datorita voalarii, propagam fisunior 
oboselii la un număr redus de cicluri (low-cycle fatigue), avand tendinta de a reduce 
capacitatea de disipare a energiei, deteriorandu-se ductilitatea structurala (Fig 3.5 b) 

Conform oboseala se defineşte ca "avarierea unei parti structurale, prin propagarea 
succesiva a fisurilor cauzate variaţiei tensiunilor" Oboseala la un număr redus dc cicluri pana 
la rupere este asociata cu deformatiile mari in domeniul plastic (Ac > 2i\ 2f,.1 ). aceste 
cicluri cu amplitudini mari in stadiuJ postelastic se leaga cu fenomenul voa lamAces t tip de 
oboseala apare numai in cazul seismelor severe, care produc 5-20 de ciclun si diferă de 
oboseala in domeniul elastic (materialul rezista un număr mare de ciclun fara a depasi limita 
de proportionalitate, high-cycle fatigue) Rezistenta la obosela la un numare redus dc ciclurj 
reprezintă tensiunea maxima pentru care materialul este capabil sa re/iste. fara distrugerea 
epruvetei, pentru o anumita solicitare (tensiuiîe-compresiune, ele) data de un număr precis de 
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c.ciun de mcarcare Totus., rezistenta epruvetelor d.fera de cea a elementulu. actual de 
exempl̂ u o proba din otel moale rezista mai mult de 400 de ciclun la o deformat.c dc O 
^ cand pentru o secţiune ductila încovoiata, voalarea mcepe la pnma jumatatea cclulu. lâ o 
defonnatie de 0.025 iar ruperea se produce dupa 16 c.ciun^' Solic.tanle c.cl.ce reduc 
ductilitatea matenalului datorita fisuram (fisun fragile, fisun ductile) care pot produce rupen 
c ^ n t e in special in cazul otelurilor de rezistenta mare sau a sudunlor imb.nanlor ua/ul 
Northndge, Kobe). 

a) 

COMPORTARE 
CICLICA 
STABILA 

b) 

COMPORTARE 
HISTERETICA 

DETERIORATA 

Fig. 3.5 a) Comportare ciclica ductila, b) Comportare ciclica deteriorata 
Fig. 3.5 a) Ductile cyclic behavior, b) Detenorated hvstenc behavior 

3.2.4. Comportarea otelului la incarcari dinamice-seismice 

In cazul solicitării dinamice-seismice, caracteristicile de rezistenta si deformabilitate ale 
otelului, atat in domeniul elastic cat si in domeniul plastic, se modifica fata de cele cunoscute 
pentru incarcari statice (monotone) sau ciclice Proprietăţile dinamice ale otelului depind dc 
tipul excitatiei seismice (langa sursa, departe de sursa, viteza de mcarcare, etc ) si dc 
caracteristicile lor mecanice. In anumite cazuri (viteze de incarcan man) comportarea curbei 
caractcristicc sc modifica compict, otelul transformandu-sc dintr- un material ductil inti-unul 
fragil. Modulul de elasticitate dinamic se măreşte cu 9-26% fata de cel static Fifectul manmu 
deformatiilor (străin rate effect) conduce la creşterea limitei de curgere si a rezistentei ultime 
cu aproximativ 20-30%*'. Alti factori care reduc ductilitatea materialului sunt fragili/arca 
deformatiilor cauzate de acumulari plastice, stagnarea tensiunilor care permit formarea 
deformatiilor plastice in zone de imbinare^^, efectul temperaturii, influenta sudunlor 
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3.3. Ductilitatea plăcilor si secţiunilor transversale 
3.3.1. Comportarea plăcilor. Fenomenul de voalare 

Elementele de constructii metalice sunt alcatuite dm plac. subtin individuale care pot f, 
rezemate pe una sau doua laturi, ngidizate (mima) sau nengidizate (talpa)^' formandu-se 
secţiunea transversala a elementului. Plăcile is. pot pierde local stabilitatea sub actmnea 
solicitonlor modifîcandu-si forma si influenţând asupra rezistentei, stabilitatn si a capac,latn 
de deformare a elementului. Fenomenul de voalare se manifesta, de obicei, localizat intr-o 
anumita zona de pe secţiune respectiv de pe lungimea elementului In funcţie de dimensiunile 
placii, de modul ei de rezemare si de natura solicitărilor, fenomenul de \oalare poate apare 
sub acţiunea unor tensiuni care depasesc sau nu limita de curgere a matenalului (voalarea in 
domemul elastic sau in domeniul plastic). Cntenul care delimiteaza aceasta comportare este 
dat prin raportul grosime-latime a plăcilor componente unei secţiuni transversale precum si de 
criteriul deformatiilor (hotaritor pentru calculul plastic) Tensiunea critica in cazul \oalani m 
stadiul elastic este data din relaţia lui Timoshenko & Gere^': 

n^E t 
( 3 1 ) = k 7 — T-i-)' 

1 2 ( 1 - v ^ ) b 
unde: 

k-coefîcient de voalare dat in funcţie de condiţiile de rezemare, 
v-coefîcient lui Poisson (\'=0,30); 
b/t-raportul grosime-latime a plăcilor componente 

Referitor la voalarea inelastica a plăcilor, talpa-inima, G Haaijer**̂  a dezvoltat o teone care a 
constituit baza pentru o serie de lucrări ( Khulmann'^.Gioncu""*^^^. Mazzolani & Pilust/ ) 
In cazul voalarii in domeniul plastic, placa trebuie sa fie capabila sa susţină deformaţii 
mai mari decât deformatiile de curgere, fara sa voaleze^\ Sub alt conteit. o placa sau o 
secţiune este adecvata pentru calculul plastic numai cand voalarea se dezvolta după 
atingerea zonei de ecruisarê "*. Datorita discontinuitatii curgeni, fenomenul de d\7iamic 
jump (Fig.3.5), zona de ecruisare se considera ca aparţine domeniului plastic de voalare 

Apariţia fenomenului de voalare determina o scădere sensibila a capacitatii portante, 
reduce rigiditatea si rezistenta elementului dar nu este asociata cu capacitatea ultima a 
elementului. 

3.3.2. Comportarea inelastica a tălpii 

Pentru studiul comportării inelastice a tălpii s-au dez\oltat, in trecut. 2 metode, pnma sc 
bazeaza pe conceptul voalarii plăcilor ortotrope®^ iar a doua pe conceptul voalam prin 
torsiune a unei placi dreptunghiulare incastrateAmbele considera ca voalarea apare in 
stadiul comportării de ecruisare a materialului 

Conform primei, pentru placa dreptunghiulara solicitata la compresiune unitbrma rezemata 
articulat pe direcţia incarcarii, tensiunea critica rezulta prin rezolvarea ecuaţiei de bifurcare 
(Fig.3.6): 

(3 2, 

tyCf 
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unde: 
Gst- Modul de forfecare in stadiul de ecruisare. 

argfgE 

Fig. 3.6 Placa nerigidizata articulata pe direcţia încărcării [83] 
Fig. 3.6 Unstiffened plate with hinged support at load edge [83] 

Pentru o placa lunga primul termen din paranteza se neglijeaza Limita de supleţe se gaseste 
punând condiţia ocr^o^ pentru o placa perfecta, rezultând urmatoarea relaţie 

2tf \ a . 
unde: 

bf/tf - raportul grosime-latime a tălpii; 
Gsi" modul de forfecare in stadiul de ecruisare; 
Oy- limita de curgere. 

Conform metodei lui Lay^ ,̂ voalarea inelastica a tălpii grinzii se rezolva pnntr-o analogie cu 
voalarea prin torsiune a unui stâlp scurt. In cazul cand talpa unei secţiuni dublu T nu este 
incastrata in inima, pentru prevenirea voalarii, se poate calcula ca un stâlp scurt simplu 
rezemat cu ajutorul ecuaţiilor lui Bleich, pentru cazul flambajului pnn torsiune rezulta o 
relaţie asemanatoare cu (3.3): 

bf 0„ = CT, = GJ 
2t, 

(34) 
CT. 

Considerând ca deplasarile laterale intre cele doua tălpi se neglizeaza, si faptul ca in realitate 
exista o legătură intre talpa comprimata si inima (incastrare parţiala, interacţiune inima-talpa) 
precum si alegerea corecta a lungimii de voalare, rezulta (Fig.3.7): 

+ 0,381 
/ \ t Ar (3.5) 

unde: + h - ̂ ^^/Est 

Datorita faptului ca voalarea se dezvolta in cazul variaţiei momentului, Lay'" propune 
urmatoarea relaţie pentru calculul limetei de supleţe a tălpilor: 
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\d-2tf 

1/2 Im 

Cazul momentului uniform 

b) 

\ 

L2L 

Cazul variaţiei momentului 
fT Fig. 3.7 a) Secţiune deformata, b) Model de calcul al tălpii, c) Lungime de voalare plastica 

Fig.3.7 a) Deformed cross section, b) Flange model, c) Plastic wave length ^̂  

12,64 1 1 
(3.6) 

Tensiunile critice in domeniul plastic, acrpi, pot fi exprimate pnn limita de curgere cu ajutorul 
unui coeficient adimensional de voalare^': 

Ocr.pl ~ S f̂  (3.7) 

Coeficientul, s, de voalare a fost determinat iniţial de Kato^^'' pe baza analizarii statistice 
rezultatelor obtinute experimental. Pentru secţiuni transversale dublu T coeficientul, s, este 

1 1,600 0,1535 
- = 0,6003 + -̂  + 
s ttf a . 

(3.8) 

unde: 

de- inaltime echivalenta intre cele doua tălpi. Reprezintă inaltimea parti compnmate a 
inimii cand secţiunea este plastificata; 

Or parametru de supleţe a tălpii; 
Ov,- parametru de supleţe a inimii. 

30 
Deoarece relaţia (3.8) tine cont numai de nivelul secţiunii, Mazzolani&Piluso au propus 
urmatoarea relaţie empirica care tine seama si de caracteristicile elementului: 

s ttf a , L 
(39) 

unde 
K= 0,5463+0,00147 E/Eh +0,00777 s/et; K=0,6970(Fe 360), 0,6947(Fe430), 0,6933(Fe 510) 
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Pentru determinarea limitelor de supleţe ale tălpii, avand in vedere ca ea trebuie sa voaleze in 
stadiul plastic rezulta urmatoarele condiţii; 

• Din condiţia de a preveni voalarea in domeniul elastic rezulta condiţia maxima de zveltete 
a talpii. Folosand realatia(3.1) lui Timoshenko&Gere^- se obţine: 

b 
(—) 19 
^ I 'max ^ ^ y i, ^ 

235 
7 " (3 10) 
Sf 

Pentru otelurile folosite in Europa rezulta urmatoarele limite de supleţe 

b 
(7)max= 19.0 (Fe 360), 17.56 (Fe 430), 15.45 (Fe510) 

• Din condiţia de a obţine voalarea plastica folosand relaţia Iui Lay'*(3.6) transformata^', 
rezulta condiţia minima a limitei de supleţe: 

b 1,126 i F 
(7~)m,n = f7 : ^ n J — : h= EEh (3.111 ^ ^ min f f ] 

V ^ry 

Pentru otelurile folosite in Europa rezulta urmatoarele limite de supleţe: 

( - ) . . „ = 838 (Fe 360), 7.27 (Fe 430), 6.19 (Fe 510). 
V 

3.3.3. Comportarea inelastica a inimii 

Pentru studiul comportări inelastice a inimii cercetarea a fost limitata. Haaiier&Thurliman*" 
au studiat voalarea inimii pentru elemente incovoiate solicitate la forţa axiala si moment 
incovoietor dar cu rezultatele aplicate numai pentru otel A36 (ASTM, f̂ = 224 N mm') 

Determinarea limitelor de supleţe ale inimii rezulta din urmatoarele condiţii^': 

• Pentru a preveni voalarea in domeniul elastic, din relaţia (3 1) rezulta condiţia maxima 

d E 
^ (312) 

Pentru otelurile folosite in Europa (anexa I, A.1.1) rezulta urmatoarele limite de supleţe 

(—)m.x= 139 (Fe 360), 128.49 (Fe 430), 113.09 (Fe 510). 
^ li. 
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• Supleţea maxima pentru a preveni voalarea elastica datonta tăierii"' 

t - 5 35 > 

(3 14i 
Pentru otelunle folosite m Europa rezulta urmatoerele limite; 

d 

(—)= 85 (Fe 360), 78.57 (Fe 430), 69.15 (Fe 510) 

• Pentru a preveni voalarea plastica a tălpii in inima, condiţia data de EC3 este 

f ^ K f , ^ ) - , 3 ,5 , 
K= 0.30 (secţiuni ductile), 0.40 (secţiuni compacte), 0.55 (secţiuni semi- compacte), 
Afc-Aria comprimata a tălpii 
• Pentru a preveni cedarea plastica datorita tăierii trebuie^'. 

Vsd<Vp,Rd (3 16) 
unde: 

Vsd-Forta taietoare de proiectare. 
Vpi Rd-Rezistenta plastica de forfecare. 

- ^ 4 , 2 ^ — (317) 
h A, f,^ 

Pentru valori mai mare decât cele date din relaţia (3.17), grinzile cedeaza prin forfecare 
plastica iar pentru valori mai mici prin incovoiere plastica. 

3.3.4. Lungimea de voalare 

In afara de condiţia necesara, pentru care secţiunea transversala trebuie sa voaleze m 
domeniul plastic, foarte importanta este determinarea lungimii de voalare, , a tălpii 
comprimate care reprezintă lungimea mecanismului plastic. Lay&Galambos'' au propus ca 
lungimea de voalare plastica, sa se ia in funcţie de variaţia momentului, pentru cazul 
momentului uniform se considera intreaga lungimea iar pentru cazul variaţiei momentului, la 
care numai o parte a tălpii se plastifica, se considera jumatatea acestei lungimi (Fig 3 7c) 
Totuşi, din experimente®^^^^ se demonstrează ca pentru ambele cazuri trebuie luat jumatatea 
mecanismului plastic. 

cî 
Pentru talpa Încastrata elastic Haaijer a propus ca lungimea mecanismului plastic este 
(0.80^1.20)b. Lay^̂  a propus o relaţie mai explicita eliminând empiricismul propuneni lui 
Haaijer: 
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4 t„ A. 3 h (3 18) 

Considerând proprietăţile mecanice otelurilor uzuale folosite in practica relaţia dev ine 41 

(3 19, 

In Figura 3.8a se poate vedea ca pentru secţiuni dublu T valorile lui Ş vanaza intre O 8^1 20 
conformând propunerea lui Haaijer, iar in Figi^a 3 8b se observa excelenta corelare a 
rezultatelor experimentale, pg, cu cele teoretic, P '" " 41,87 

Lukey AArfams" 
Haiijer'^ 

02 O A 0.6 OH 1.0 1.2 1.4 

Fig.3.8a)Lungimea mecanismului plastic,b) Corelarea rezultatelor expenmentale-teoretice ^ 
Fig. 3 .8 a) Length of plastic mechanism, b) Correlation experimental-theoretical values 4i K" 

3.3.5. Influenta flambajului prin incovoiere-torsiune 

Elementele incovoiate isi pot pierde stabilitatea prin fenomene de încovoiere laterala insotite 
de răsucire astfel incat momentul plastic nu poate fi atans si mentinut pentru o capacitate de 
rotire suficient de mare, compatibila cu dezvoltarea mecanismului plastic de cedare 
(Fig.3.9a). Pierderea stabilitatii prin incovoiere-torsiune este o stare limita de epuizare a 
capacitatii de utilizare a elementului. Prin urmare, elementul nu mai dispune alta 
capacitate de deformare, ductilitatea reducandu-se brusc. Aşadar, in cazul elementelor 
solicitate la acţiuni seismice este obligatoriu ca voalarea plastica sa se producă înaintea 
apariţiei flambajului lateral si de răsucire. 

Factori care influenteaza acest fenomen sunt: tipul si poziţia incarcanior, legatunle laterale la 
extremitatile elementelor precum si in poziţiile intermediare, continuitatea pe reazeme, 
rezolvările constructive (elemente de rigidizare care impiedica deplanarea secţiunii, goluri, 
etc.). 
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In toate normele, fenomenul este pus in evidenta pnntr-o relaţie mtre momentul critic care 
produce pierderea stabilitatii si distanta intre legaturile, U , care asigura grinda impotrna 
deplasarii laterale a tălpii comprimate precum si la asigurarea răsucirii secţiunii transversale 

In cazul cadrelor asigurarea impotriva flambajului lateral se realizeaza pnn plansee la nivelul 
tălpii superioare, prin gnnzi secundare dispuse perpendicular pe gnnzi pnncipale (asigura 
talpa inferioara), Fig. 3.9b, precum si prin diferite tipuri de rigidizare transversale sau 
longitudinale in combinaţie cu cele transversale formind parţial secţiuni cheson iFig 3 9c) 

b) ±L Li 

^grindi 
secundsrd 

ghndi 
secundara 

grinda 
principala 

Fig. 3 9a) Fenomenul instabilitatii pnn mcovoiere-torsmne, b,c)Difente rezolvări constructiv 
Fig. 3.9 a) Flexural torsionai buckling of beam, b, c)DifFerent constructional details 

3.3.6. Clasificarea secţiunilor transversale 

Clasificarea secţiunilor se face in funcţie de grosime-lat.me a plăcilor componente in sensul 
posibilitatii fom^ani unor art.culatii plastice cu suficienta sau 
^cadrarea secţiunilor contureaza domeniile in care se poate manifesta fenomenul de voa a c 
si condiţionează metoda de utilizare pentu analiza g l o b a l a ( e l a s t i c a sau p asticaV in EC3 se 
definesc 4 clase, ductile (plastice)-compacte.seniicompacte-suple, (vez. 2 1 Hg . ) 

70 

BUPT



In Figura 3.10 se prezintă limitele de supleţe ale d.fentelor norme pentru m.ma mcovo.aia s. 
talpa compnmata. 

16 

10 12,9 

11,1 16.3 

1 1 . 1 24.7 

1 13 J 
11 15 

y t, (235/f>)"' 

a) Limite de supleţe ale tălpi comprimate 

I 

K Z E 133 

"15- 124 

d/(235/^)* 

b) Limite de supleţe ale inimii incovoiate. 

3 8 42 

37 37 ,8 

4 5 

d/tw (235/fy)"̂  

c) Limitele de supleţe ale inimii compnmate. 

• C'iasa : 
• clasa 1 

• Clasa 
\ 109,6 1 130,2 1 • ciasd : 

• Clasa ; 
• 109.6 1 166,1 1 
1 110,9 1 123,9 1 

1 43 ,7 1 43 .7 t 
• Clasa ^ 

1 43 .3 1 43,3 1 • Clasa 2 
• clasa 1 

\ 4 4 44 1 

Fig. 3.10 Limitele de supleţe tălpii- inimii ale diferitelor codun de constructii metalice 
Fig. 3.10 Limiting values of the width-to-thickness ratios for difTerent codes 
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Se poate observa ca, ^ntru tălpi comprimate limitele cele mai severe pentru clasa l sunt date 
de norma americana'̂ * ASD (Allowable Stress Design) iar pentru secţiuni de clasa 3 de codul 
German^\ DIN. Limita de supleţe pentru clasa 3 data de AISC- LRFD"^(1986) este foarte 
optimista depasand limita maxima data in relatia(3.10), pentru a preveni voalarea m domeniul 
elastic( corespunde clasei 4 din EC3). Pentru inima incovoiata limitele cele mai severe sunt 
date in DIN^ pentru clasa 1 iar pentru clasa 3 AISC-LRFD^^(1986) prescne limita cea mai 
optimista. In general, limitele de supleţe cele mai severe sunt date de codul German'̂ ^ iar FC3 
se situeaza intre DIN si AISC-LRFD, valorile lui fiind mai severe decât relaţiile (3 10, 3 12) 

Limitele prezentate mai sus sunt date pentru pentru calculul plastic Pentru proiectarea 
antiseismica exista o diferenţiere la modul de abordare a fenomenului de voalare 
Specificaţiile normativului american, AISC (Seismic Provisions,1994) prescnu limitele de 
supleţe care sa permită dezvoltarea unei capacitati de rotire intre (fata de capacitate de 
rotire egala cu 3 pentru calculul plastic^"), pentru secţiuni ductile: 
• Pentru talpa comprimata: ^ ^ ^ ^ ^ = 8.87 (Fe 360), 8 20 (Fe 430), 7.21(Fe 510) 

• Pentru mima comprimata: ^ ^ ^ ^ = 89.0 (Fe 360), 82,31(Fe 430), 72 44 (Fe 510) 

In cazul Europei, limitele de supleţe pentru proiectare antiseismica sunt prescrise in ECŜ  
(P100/92,Romania, N.E.A.K., Grecia), date in fiinctie de factorul de comportare, q In tabelul 
3.2 se poat observa limitele pentru talpa comprimata si inima încovoiata conform ECS si 
ECCS-TC13^ 

Tabel 3.2. Limitele de supleţe conform ECS, ECCS-TC13 
Table 3.2 Limiting values for width-to-thickness ratios according ECS ,ECCS-TC13 

Oasa 

Clasa 1 q<6 
Clasa 2 q<4 
Clasa 3 q<2 

e - (235 / fy)" 

b / t f 
ECS ECCS-TC13 
lOe 9e_ 
l l e lOe 

d/tH 
ECS ECCS-TCI3 

13£ 12e 

66E 66e 
78e n i 
82£ Ôc 

Privând EC3 si ECS se remarca urmatoarele deficiente in cea ce pnveste clasificarea 
secţiunilor in legătură cu comportarea reala a elementului pentru asigurarea ductilitatn 
locale^^'^: 

• Limitele de supleţe sunt date independent, totuşi talpa este încastrata in inima si insm 
Aceasta interacţiune este neglizata de majoritatea normativelor, numai codul japonej (AfJ-
LSD 1990) prevede limite de supleţe, pentru inima si talpa, dependente 

. Asigurarea ductilitatii locale nu depinde numai de b/t, d/t.,c. se de raporturile db L.b. 
variaţia momentului, nivelul forţelor axiale, mvelul forţelor de forfecare, vanabil.tatea 
limitei de curgere, flambajul prin incovoiere-torsiune, excentricitatea forţei axiale, etc 

De asemenea atat in EC3 cat si in ECS, criteriul clasificarii secţiunilor este dat pnn diagrama 
— T - r o t i r e (Fig. 2.2), totuşi comportarea la mvelul secţiunii e s t e descrisa de ĉ âgrama 
~ - c l u r a , M ^ . Pe de alta parte capacitatea de rotire este prescnsa numai calitativ j 
T n S v « da^e limitele exacte de ductilitate fiecărei clase de secţiune, provenite dintr-

o teorie sau pe baza datelor expenmentale. 
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Având in vedere cele expuse anterior, Vayas&Psychans'^^ propun conceptul echivalam 
nivelelor de ductilitate secţiunilor metalice cu cele din l^ton armat, conform LC8 (pentru 
clasa 1 clasa 2 ^,=6, clasa 3 ). Alti cercetaton'^'^' propun definirea nivelului de 
ductilitate in funcţie de comportarea elementului, in acelaşi timp propunând anumite limite 
pentru capacitatea de rotire capabila a unui element (vezi §2.1.2). 

3.3.7. Influenta interacţiunii intre inima si talpa 

Cum deja s-a remarcat, exista o interacţiune intre inima si talpa, si pnn urmare limitele b i(. 
d/t,v trebuie sa fie dependente. Codul Japonez AIJ-LSD (1990), bazat pe lucrările lui Kato'"' " 
prescrie asemenea limite corelate cu o anumita capacitate de rotire pentru fiecare nivel de 
ductilitate (Fig. 3.11). In anexa III (A.III. 1,2) se prezintă limitele de supleţe codului AIJ-LSO 
(1986,1990). 

tsH^ 

io 20^ ion so 9otoow ixikf X jid 4^0 50 io 70 io 

Fig. 3.11 Comparaţia intre codul AU-LSD (1990, draft), EC3 
Fig. 3.11 Comparison between AU-LSD (1990, draft), EC3 

Din relaţia (3 9), considerând s=1.0, adaca apariţia voalani in stadiul elastic rezulta curba de 
interacţiune" care tine cont atat de nivelul secţiunii cat si de nivelul elementului,bl iFig 
3.12): 

f-T 
u j 

+ B = 1 (3 20) 

A = 
1.6325 

- K + 2.4085(^l) 
B = 

0.01553 
1 - K + 2.4085b L 

1 + 
I 

a T N 

bQ 
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1 )Voalarea plastica ale tălpilor. 
2)Voalarea inimii. 
3)Ruperea tălpilor prin intindere 

<Hfw 

Fig. 3.12 Curba de interacţiune, modul de cedare a secţiunii transversale [41] 
Fig. 3.12 Interaction curve. Collapse modes for I sections [41] 

Din Figura 3.12 se pot distinge modurile de cedare a secţiunii transversale: 
1. datorita voalarii plastice ale tălpii (recomandata); 
2. datorita voalarii elastice sau plastice a inimii (reduce capacitatea posibila de deformare a 

secţiunii transversale); 
3. datorita ruperii tălpii intinse (pe cat posibil de evitat). 

3.4. Ductilitatea elementului 
3.4.1. Comportarea reala a elementelor 

Cadrele de incovoiere sunt alcatuite din rigle si stâlpi, in momentul solicitării seismice 
elementele componente interactioneaza intre ele pentru a răspunde satisfacator excitatiei 
exterioare. Factori care influenteaza aceasta comportare a subansamblelor depind de mai 
mulţi parametri care devin greu de studiat. Din aceasta cauza se recurge la simplificarea 
comportării riglelor si stâlpilor prin elemente care au o comportare similara. Totuşi, inainte de 
toate este foarte important, sa fie prezentate principalele aspecte ale comportării reale 
elementelor cadrelor. 

In general, in conceptul filozofiei modeme de calcul antiseismic, se considera 3 tipuri de 
mecanisme de cedare (mecanism global, mecanism de etaj, mecanism mixt, Fig. 1.11). In 
cadrele reale actioneaza simultan atat fortele orizontale cat si cele gravitaţionale. Influenta 
raportului intre acţiunile verticale si cele orizontale afecteaza modul de formare a 
articulaţiilor plastice. Rigla din Figura 3.13 poate avea concomitent articulaţii plastice atunci 
cand are moment negativ la un capat si pozitiv la celalalt, Mr= Ml= Mpj (Fig. 3.13c), rezultat 
din combinaţia incarcarilor (Fig.3.13a,b). Pentru cazul din Figura 3.13d cu momente negative 
la ambele capete, dupa apariţia primei articualtiei plastice, MR=Mp] si Ml̂ ^ Mpi, a doua 
articulaţie plastica poate apare numai atunci cand acţiunea seismica creste depasand fortele 
seismice de proiectare. Totuşi in cazul deschiderilor mari si incarcarilor gravitaţionale mari 
pot aparea situatii in care articulaţiile plastice se formeaza spre mijlocul deschiderii (Fig 
3.13e). Aceasta situatie trebuie evitata, pe cat posibil, pentru ca necesita ca elementul sa aiba 
capacitate de rotire mai mare decât in cazul formarii articulaţiilor plastice la ambele capete. 

In cazul stâlpilor, in fimctie de rigiditatile stâlpilor si grinzilor precum si modului de formare 
a mecanismului plastic de cedare, se pot forma articulaţii plastice la ambele capete cand 
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Msup= Minf= Mpi (Fig. 3.14c). In cazul mecanismului global articulaţiile plastice se formeaza la 
baza stâlpului atunci cand M^f^ M^ax^Mpi si Msup< Mpi, stâlpul lucrând cu dubla curbura (Fig 
3.14b). De asemenea se poate intampla in cazul mecanismului global stâlpul sa lucreze la 
simpla curbura (Fig. 3.14b) atunci cand Mn̂ x"" Mpi si Msup= ± 0.25-K).50 Mpi. 

Elementele care substituie comportarea reala a elementelor structurale se numesc "grinzi 
standard"*^ si pe ele au fost bazate toate studiile atat teoretice cat si experimentale. Ele pot fi 
de doua tipuri, in funcţie de modul de comportare descris: 

• Grinda standard, de tip unu SBl (three point beam), care considera variaţia momentului, 
folosita pentru descrierea schimbării bruşte a momentului (momente negative). 

• Grinda standard, de tip doi SB2 (four point beam), care considera aplicarea momentului 
uniforma, fara schimbări bruşte , pentru momente pozitive. 

Trebuie remarcat ca punctul de inflexiune, schimbarea sensului de deformare, imparte 
elementul in momente negative si pozitive constituand baza pentru aplicarea '"conceptului 11 
grinzi standard' folosit pentru studiul comportării elementelor reale (rigle,stalpi). Aşadar, 
acestea pot fi combinate din grinzi standard, pentru cazul cadrelor, in felului următor" '̂: 

• Grinda cadrului cu 2 articulaţii plastice la ambele capete. Mr=-Ml=Mp) (Fig. 3.15a) care se 
produce in cazul ca. 

qL^ 
4 

Punctul de inflexiune, x„ este la distanta: 
M, 

qL̂  
(3.21) 

• Grinda cadrului cu o articulaţie la distanta x^ de la capatul grinzii. MR̂ ^Mp , 
M l=Mp (Fig. 3.15b) pentru cazul ca: 

Punctul de inflexiune, x„ si punctul in care se gaseste momentul maxim, x^,, rezulta din 
urmatoarele relaţii: 

X. = 
f M p ^ 

1 2 ' 

L ; x ^ = 1 - 2 
P 

m 1 - 2 
{qVj 

(3.22) 

Pentru cazul stâlpului se disting urmatoarele doua cazuri: 

• In situatia in care se formeaza un mecanism global, in stâlp se dezvolta articulaţii plastice 
numai la baza. Se foloseste grinda standard de tip SBl cu deschidere de 2H si 
excentricitate (Fig.315c): 

eo=±(Msup.max/N) 
unde: 

H-inaltimea etajului. 
Msup max -momentul elastic la partea superioara. Semnul se refera la modul de deformare 

a stâlpului (plus pentru curbura simpla, minus pentru dubla curbura). 
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i 

Fig. 3.13 Comportarea reala a riglei cadrului de incovoiere 
Fig. 3 .13 Actual behaviour of beam belonging to moment resisting frame 

J 
Mecanism Global 

MsufKhp 

H W 
a) b) 

inf=Mp 

î 
Mecanism de etaj 

Msup-f^p w 
Minfiup ^^ 

Fig. 3.14 Comportare reala a stâlpului cadrului de incovoiere 
Fig. 3.14 Actual behaviour of column belonging to moment resisting frame 
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• In situatia in care se formeaza un mecanism de etaj, in stâlp se dezvolta doua articulaţii 
plastice la ambele capete. Se foloseste grinda de tip SBl cu deschidere egala cu maltimea 
etajului, H (Fig. 3.15d). 

b) 

H 

Mp 

c) 

2xi 2(L'»i) 

îfxi-m) 

m w ft 

2(L-xi) 

2H â 
Mp 

r 
H 

d) 

N 

N 

Fig. 3.15 Conceptul grinzii standard aplicat la rigla si stâlpul unui cadru 
Fig. 3.15 Standard beam concept utilized at frame's beams and columns 
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3.4.2. Comportarea grinzilor standard 

Datorita faptului ca majoritatea studiilor au fost bazate pe grinzile standard, si in special 
pentru grinzi de tip SBl, este util sa fie dezvoltata pe scurt comportarea lor. 

1. Grinda standard de tip 1 este incarcata cu o forţa concentrata la mijloc si doua momente 
aplicate la capete(pentru descrierea comportării atat grinzii cat si grinda-stalp)sau poate fl 
asimilata cu consola incarcata la capatul liber (Fig. 3.16a). Analizand domeniile de 
comportarese distang 4 stadii: 

• stadiul elastic la care comportarea elementului este liniara; 
• stadiul elastoplastic la care talpa comprimata a elementului atinge limita de curgere, 

corespunzând momentului Mpf; 
• stadiul intermediar intre stadiul elastoplastic si stadiul de ecruisare, corespunzând 

momentului de plasticizare. Mp in care se formeaza articulaţia plastica. Datorita variaţiei 
momentului articulaţiile plastice lucreaza in domeniul ecruisarii; 

• stadiul in care apare momentul maxim, Mn^x, la mijlocul deschiderii; in funcţie de 
conformarea elementului, acest moment poate fi momentul critic pentru apariţia 
fenomenului de voalare sau moment ultim in cazul apariţiei fenomenului instabilitatii prin 
incovoiere-torsiune sau ruperii in zona intinsa a secţiunii; 

Din egalitatea triunghurilor(Fig. 3.16) lungimea plastica de dezvoltare a articulaţiei plastice Ip 
rezulta: 

' . - l 
1 -

Mpf-Mo 
M„. - M 0/ 2 1 -

Mp-Mp 
M . . - M 

(3.23) 

2. Grinda standard de tip 2, cu doua forte concentrate folosita pentru cazul cand momentul 
este uniform (Fig.3.16b). Datorita faptului ca momentul nu variaza in zona centrala a 
grinzii articulaţia plastica se poate forma fie in zona plastica cand Mniax̂  Mp sau datorita 
creşterii capacitatii de rezistenta a grinzii in domeniul ecruisarii cu M âx > Mn ip-

Fig. 3.16 Comportarea grinzii standard a) de tip SBl, b) de tip SB2 
Fig. 3.16 Behaviour of standard beam: a)three- point beam, b)four- point beam 
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3.4.3. Curba moment-rotire. Moduri de cedare 

Curba moment-rotire, M-0, guvemeaza comportarea la nivel de element. Pentru cazul variaţiei 
momentului, la grinda standard de tip 1 (SBl), se observa ca: pana cand se atange valoarea 
momentului, Mpj, elementul se comporta liniar elastic dupa care datorita tensiunilor reziduale 
se reduce puţin rigiditatea acestuia. Elementul intrat in domeniul elastoplastic dezvolta 
momentul plastic. Mp. Creştere in continuare a momentului plastic, peste valori teoretice, se 
datoreaza efectului ecruisarii. In aceasta zona se disting urmatoarele moduri de comportare: 

1. Nu se produce voalarea, momentul se determina in zona intinsa a fibrei extreme pentru 
tensiunea ultima, fu(Fig. 3.17a,curba ®). Momentul limita rezultadin relaţii experimentale: 

M„=^Mp«(l .40^1.55)Mp (3.24) 

Dupa Lay&Galambos^' tensiunea de intindere ultima pentru elemente incovoiate este data: 

/ \ 

M^«(l.22^1.27)Mp (3.25) 

Datorita severitatii relaţiei (3.25), Gioncu&Petcu'" propune urmatoarea relaţie: 

/ \ 

Mp «(l .33^1.40)Mp (3.26) 

Luând in considerare relaţia intre rotire si deformatie specifica, rotirea ultima corespunzătoare 
momentului ultim poate fi: 

2eu =(0.22 ^ 0.28) 

In momentul atangerii acestor valori ale rotirii se produce cedarea elementului prin formarea 
fisurilor in zona intinsa; un mod de cedare casant. 
2.Apariţia fenomenului de voalare plastica a tălpii comprimate,produce reducerea 
momentului capabil plastic dar nu se asociaza cu atingerea capacitatii ultime a elementului 
(Fig.3.17a, curba (2)). Acest fenomen lucreaza ca un filtru impotriva tensiunilor maxime de 
intindere, realizand in cazul seismelor severe un mod de cedare ductil'". Prin urmare, in 
cazul unei proiectării antiseismice, pentru a consuma energia seismica secţiunile 
trebuie sa voaleze in domeniul plastic si nici-un caz in domeniul elastic, reducând treptat 
capacitatea de deformare fara atingerea tensiunilor maxime. 
3. Apariţia fenomenului de instabilitate prin incovoiere-torsiune, in special înaintea 
apariţiei voalarii in domeniul plastic, produce o scădere brusca a capacitatii portante a 
elementului (Fig. 3.17a, curba @). 

Pentru cazul momentului uniform, grinda standard de tip 2, partea de comportare liniar 
elastica este asemanatoare cu primul caz iar diferentele apar in domeniul postelastic in care se 
dezvolta un platou de comportare plastica urmat de zona de ecruisare. Ruperea se poate 
produce fie prin intindere (Fig. 3.17b, curba ®), fie in zona de ecruisare (Fig. 3.17b, curba @), 
fie in platou de comportare plastica, prin voalarea tălpilor comprimate (Fig. 3.17b,curba @). 
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Grinda de tip 1 
vî Cedare de tip casant. 
? Cedare ductila 
f Reducerea brusca a capacitatii 

de rezistenta si de deformare. 

Grinda de tip 2 
X Cedare de tip casant 
2 , 3; Cedare ductila 

Fig. 3.17 Moduri de cedare: a) pentru grinda SBl, b) pentru grinda SB2 
Fig. 3.17 Collapse modes: a) for SBl, b) for SB2 

3.4.4. Capacitatea de rotire 
(i) Definirea capacitatii de rotire 

In general capacitatea de rotire, R, reprezintă masura ductilitatii locale a unui element, si este 
asociata cu deformatiile care pot fi acceptate pentru a nu se produce o cedare prematura. 
Totuşi aceasta este o definiţie calitativa, cantitativ nu exista o definiţie universal valabila 
datorita diferitelor aprecieri privând nivelul considerat al limitei capacitatii de rezistenta unui 
element. In literatura de specialitate se găsesc urmatoarele definiţii: 

• Capcitatea de rotire,Rniax, corespunzătoare momentului Mn̂ x (Fig 3.18a): 

î̂ max -
e p,ni 

e. 
Qmax ~Qp 

e„ 
e. 
e. 

- 1 (3.27) 

unde: 
0p^-Rotirea ultima corespunzatore momentului maxim. 
6p-Rotirea plastica teoretica corespunzătoare momentului plastic. 

Aceasta definiţie a fost folosita de către Katô ®'®̂ , Mazzolani-Piluso" '̂̂ ®, Kemp^^ Daali-
Koral^, Suzuki^ .̂ Privând definirea momentului maxim, Nakashima^® propune diferite nivele 
de moment pentru determinarea capacitatii de rotire (Fig.3.18a). 
• Capacitatea de rotire, Ru, determinata la intersectia curbei postcritice cu momentul plastic 

teoretic; considera atat comportarea stabila (partea ascedenta a curbei M-S) cat si cea 
instabila a elementului (partea descedenta a curbei M-0) (Fig. 3.18b): 
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R 
e. e. 

(3.28) 

unde: 
0p u-rotirea plastica ultima. 
Op-rotire plastica corespunzătoare momentului plastic teoretic. 

Aceasta definiţie a fost utilizata de către Climenhaga & Johnson''^, Gioncu'^"'"^, Kuhlmann''^ 
precum si in documentele Eurocodului 

(Background Documents, EC3, 5.02). Aceeaşi definiţie este data si in propunând un 
moment plastic redus: MR d= Mp /7m= Mp /l .lM).90Mp . Folosand acest moment redus creste 
rotirea ultima (Fig.3.18b). 
• Determinarea capacitatii de rotire calculand nu numai rotirea dar si panta curbei 

descedente a diagramei M-0, evaluand comportarea elementului si dupa considerarea 
epuizării capacitatii de rezistenta. Aceasta definiţie a fost folosita de Axhag'®'* (Fig. 3.18c). 

Gioncu & Mazzolani^^ remarca faptul ca folosirea primei definiţii este foarte conservativa 
deoarece elementul dupa voalarea plastica mai dispune rezerve de deformare. Prima definiţie 
poate aproxima comportarea elementului in cazul folosirii unei diagrame biliniare care ia in 
considerare efectul ecruisarii. De asemenea considera numai parte ascedenta a curbei 
moment-rotire (partea stabila a comportării elementului). A treia definiţie este cea mai 
promitatoare, totuşi este foarte greu de utilizat in cadrul programelor de calcul, care de obicei 
folosesc diagrame M-9 biliniare. 

In cadrul acestei lucrări ca definiţia de baza se va folosi capacitatatea de rotire ultima 
(Fig.3.18b) care tine seama de toata comportarea elementului (comportare stabila-instabila). 

H n a x 
0.95M, 
0.90Hna, 

Mp 
O.SOHna, 

max 

ig. 3.18 Definiţii ale capacitatii de rotire privând grinda standard SBl 
Fig. 3.18 Definitions for rotation capacity conceming SBl 
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Pentru faptul ca estimarea capacitatii de rotire capabile, R âp, introduce o serie de 
incertitudini legate de factori de natura diferita, mai ales in ceea ce priveşte capacitatea de 
rotire seismica, se propune impartirea ei cu un coeficient de siguranţa" '̂ 
. Pentru calculul plastic: Rcap.p / Ym ^ Rnec 
, Pentru calculul seismic: Rcap.s/ Ym ^ Rnec s 

Capacitatile de rotire capabile, Rcap,p , Rcap.s , se calculeaza din capacitatea locala de 
deformare a elementului (ductilitate locala) iar capacitatile necesare, Rnec » ^̂ nec s ? se 
evalueaza din capacitatea de deformare globala a structurii (ductilitate globala). 

(ii) Metode pentru calculul capacitatii de rotire 

Pentru evaluarea capacitatii de rotire a elementelor metalice s-au dezvoltat diferite metode 
bazate pe definiţiile prezentate anterior. Ele se pot clasifica in 3 categorii in funcţie de 
considerentele admise: teoretice, aproximative sau empirice. In continuare se prezintă 
metodele de calcul al capacitatii de rotire iar in anexa (A.IV) se prezintă diferite formule 
simplificate pentru calculul capacitatii de rotire capabile, Rcap. De asemena in anexa V se 
prezintă comparaţia intre Rniax si Ry din diferite formule, corelandule cu datele obtinute 
experimental. 

• Metode teoretice. Se bazeaza fie pe dezvoltarea metodelor numerice ca de exemplu 
utilizarea elementului finit, prin discretizarea elementului cu ajutorul progremelor 
ABAQUS, PROFIL, fie pe studiul teoretic al curbei moment-curbura, M-(|), tinand cont si 
de observaţiile experimentale in cea ce priveşte voalarea secţiunii. Primul concept a fost 
utilizat de către Kuhlmarm^^, Spanghemacher"^^,Boeraeve et.al.'^, Espiga-Anza'°^,Suzuki 
et.al.^^. Al doilea concept care obţine relaţiile pentru estimarea capacitatii de rotire prin 
integrarea curbelor, M-tp, a fost utilizat de către Kato® '̂̂ ,̂ Mazzolani-Piluso^^^°, 
Kemp^" '®̂ , Lay-Galambos^', Aiello-Ombres'®^ (pentru studiul influentei incarcarilor 
ciclice asupra ductilitatii locale), Daali-Koral^. Metodele teoretice evalueaza numai 
comportarea stabila a elementului, devenanad foarte conservative pentru estimarea 
capacitatii de rotire. De asemenea metodele care folosesc elementul finit sunt foarte 
precise dar necesita o discretizare fina a reţelei pentru descrierea fenomenului de voalare, 
aceste metode devenind costisitoare in practica. 

a) Metoda Kato, este bazata pe un model simplificat reprezentat de doua tălpi ideale 
echivalente cu secţiune reala, considerând ca materialul are o comportare rigid plastica, 
luând in considerare efectul zonei de ecruisare. Relaţiile pentru evaluarea capacitatii de 
rotire se obţin prin integrarea curbelor moment- rotire (anexa, AIV. 1). 

b) Metoda Mazzolani-Piluso, este bazata pe aceleaşi considerente prezentate mai sus. 
Relaţiile pentru calculul capacitatii de rotire sunt asemanatoare cu cele obtinute de 
Kato® '̂̂ ^ impunând h/he=I/Ie=l, iar voalarea se ia in considerare prin coeficientul s 
calculat cu relaţia (3.9) (anexa IV, AIV. 1). 

c) Metoda Kemp, bazata pe ipoteza tălpilor ideale considerând comportarea materialului 
elastica perfect plastica tinand cont si de efectul ecruisarii. Relaţia (5,6) se foloseste 
pentru calculul capacitatii de rotire a grinzii, cazul p=0, iar pentru stâlp este p̂ Ô. 
Coeficientul y tine cont atat de lungimea de voalare cat si ipoteza introdusa de Kemp ca 
deformatia critica se dezvolta la mijlocul zonei de curgere. Kemp̂ "* tinand cont de 
interacţiunea intre voalarea plastica a tălpii si instabilitatea prin incovoiere-torsiune 
propune relaţia (7) din anexa care cupleaza aceste doua fenomene. 
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d) Metoda Daali-Koral, propune formula (8), din anexa IV, corespunzătoare momentului 
maxim, rezultata din integrarea diagramei moment-curbura tinand cont pe de o parte 
interacţiune intre talpa-inima iar pe de alta parte lungimea de voalare, i, exprimat prin 
raportul tensiunilor Oy /g„ obtinut pe baza experimentelor efectuate pe stalp scurţi 

e) Metoda Sedlackek-Spangemacher, bazata pe simulări numerice cu ajutorul elementului 
finit. Relaţia (9), empirica tine cont de factori principali care afecteaza capacitatea de 
rotire dar nu poate fi folosita pentru stâlpi, deoarece nu apare efectul forţei axiale. 

• Metode aproximative. Se bazeaza pe interpretarea mecanismului plastic de cedare 
provenit direct din descrierea mecanismului produs din incercari experimentale. Aceasta 
metodologie a fost folosita de către Climenhaga-Johnson^^ Ivanyi'®'•'°^ Gioncu^^''"*^^^ 
Piluso'°\ De asemenea in aceasta categorie intra si metoda care foloseste latimea 
efectiva propusa de Vayas-Psycharis^^ 

• Metode empirice. Se bazeaza pe analizarea statistica a rezultatelor obtinute experimental 
pentru evaluarea capacitatii de rotire atat a grinzilor cat si a stâlpilor. Aceasta 
metodologie a fost utilizata in general de cercetători japonezi, Kato-Akiyama'", 
Nakamura''\ Mitani-Makino''\ 

a) Metoda Kato-Akiyama, evalueaza capacitatea de rotire a elementelor supuse la 
incovoiere cu dubla curbura, folosand diagrama triliniara momemnt-rotire, M-0, 
simplificata (Fig. 2.5) considerând atat comportarea stabila cat si cea instabila a 
elementului prin introducerea raportului de rigiditate Kj,, IQ. De asemenea tine cont de 
variabilitatea limitei de curgere a materialului si cuplarea fenomenului de voalare si 
instabilitate prin incovoiere-torsiune. 

b) Metoda Mitani-Makino, se bazeaza pe experimentele efectuate pe console, SB1, luând in 
considerare interacţiunea intre talpa-inima si fenomenul de instabilitate prin incovoiere-
torsiune. 

c) Metoda Nakamura, se bazeaza pe analizarea a 121 experimente luând in considerare 
variaţia momentului cu ajutorul unui coeficient B obtinut experimental, in fiinctie de 
rezemarea elementului, precum si fenomenul de instabilitate prin incovoiere-torsiune. 

3.4.5. Observaţii experimentale 

Din experimentele efectuate, in special, pe grinzi standard de tip SBl si mai puţin pe grinzi de 
A 1 27 

tip SB2 incarcate monoton, studiand lucrările de specialitate ale lui Gioncu ' , Climenhaga-
Johnson^^, Ivanyi"^'''^^, Kuhlmann^^, Spangemacher'®^ se pot menţiona urmatoarele concluzii 
privând mecanismul de cedare: 
a) Mecanismul plastic se formeaza intr-o zona limitata, in locul dezvoltării eforturilor 

maxime, lucrând ca o articulaţie plastica; restul elementului ramane in stadiul elestic 
(Fig.3.16). 

b) In timpul deformării la tălpi si inima apar deplanari sub forma de unde formând asa 
numitul mecanismul plastic local de cedare compus din zone plastice si linii de curgere 
(Fig.3.19,anexaA.VUI. 1,2,3). 

c) In general, voalarea incepe la talpa comprimata contribuand si la deformarea inimii. Se 
observa o interacţiune puternica intre inima si talpa. De obicei talpa se deformeaza complet 
iar inima poate sa dezvolte un mecanism partial (in special in cazul otelurilor de rezistenta 
mare), datorita variabilitatii limitei de curgere, modului de aplicare a vitezei (A. VIII. 3a). 

d) Voalarea plastica a tălpii comprimate poate fi simetrica sau asimetrica. Primul caz se poate 
produce atunci cand pe lungimea elementului momentul nu variaza; la inima nu apar 
deformaţii in afara planului ei. Al doilea caz se dezvolta atunci cand pe lungimea 
elementului momentul variaza (Fig. 3.20). 
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e) In timpul experimentelor se observa o interacţiune intre moduri de voalare plastica mai sus 
mentionate. In general, mai intiia apare fenomenul voalarii m plan prin flambajul tălpii 
comprimate , se reduce rigiditatea laterala a elementului dupa care se dezvolta fenomenul 
flambajului in afara planului elementului, asociat cu reducere brusca a capacitatii de 
deformare. 
f) In funcţie de poziţia formarii mecanismului de voalare, la mijocul grinzii, langa reazemele 
grinzii, sau langa rigidizarile, voalarea inimii poate fi simetrica sau asimetrica. Atunci cand 
rigidizarile sunt slabe mecanismul se formeaza imediat langa rigidizarea (Fig. 3.21, anexa 
A.VIII.2d), iar in cazul rigidizarilor putmice voalarea apare la o distanta c «1.50b^'. 
g) In funcţie de conformarea geometrica a elementului se pot observa urmatoarele moduri de 
voalare'": 

-voalarea in plan, asimetrica cu secţiunea transversala (Fig. 3.22a, anexa, A.VIII. la, 3a); 
-voalarea in afara planului, simetrica in legătură cu mijlocul grinzii (Fig. 3.22b, A.VIII.lb,3b); 
-voalarea in afara planului, asimetrica in legătură cu mijlocul grinzii (Fig. 3.22c); 
-voalarea tălpii inspre inima, conform EC3 (flange induced buckling) atunci cand inima 
este foarte supla (Fig. 3.22d); 
-voalarea plastica datorita tăierii (Fig. 3.22e). 

In realitate toate aceste fenomene interactioneaza intre ele, modul predominant de tipul 
voalarii depinde de conformarea elementului la nivel de material,la nivel de secţiune 
transversala, si de locul in care se gaseste in structura de rezistenta. In general, nodul unui 
cadru poate induce trei tipuri de mecanism, in plan, simetric sau asimetric in afara planului. 
De obicei, riglele cadrului cedeaza prin voalarea in plan datorita faptului ca rotirile nodului 
sunt impiedicate iar rigiditatea la rotire a stâlpului este mare^ .̂ De asemenea existenta 
planseului si ale grinzilor secundare precum si rigidizarile laterale nu permit flambajul in 
afara planului. 

Zona plastica 

Linii de curgere 

M 

N 

M 

Grinda 

Fig. 3.19 Mecanismul plastic de cedare 
Fig. 3.19 Plastic collapse mechanism 
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a) Volarc Simetrica 

SECŢIUNI SUDATE 

b) Voalare Antisimetrica 

r n 
i ' ' 

i 

SECŢIUNI LAMINATE 

Fig. 3.20 Voalarea plastica a tălpii 
Fig. 3.20 Flange local buckling 

a) Voalare Simetrica b) Voalare Antisimetrica 

— ^ ^ 

Rigidizare 
puternica 

Rigidizare 
slaba 

Fig. 3.21 Voalarea plastica a inimii 
Fig. 3.21 Web plastic buckling 
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Fig. 3.22 Formrele mecanismelor plastice de voalare [41] 
Fig. 3.22 Plastic buckling mechanism [41] 
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3.4.6. Mecanismul plastic de cedare 
(i) Principiile metodei mecanismului plastic de cedare 

Metoda mecanismului de cedare a fost iniţial dezvoltata de către Climenhaga-Johnson'̂ '̂  
Ivanyi'^" a studiat teoretic mecanismele de cedare pentru calculul capacitatii de rotire, iar 

41 87 
Gioncu' a dezvoltat complet mecanismele de cedare pentru diferite tipun de secţiuni, 
finalizand studiul cu un program de calcul^^ Metoda se bazeaza pe observaţiile 
experimentale a formelor de pierdere a stabilitatii, obtinute experimental. 

In general elementul in stare de colaps se compune din parti rigide (care lucreaza inca in 
stadiul elastic) si mecanismul plastic local de cedare. Acest mecanism local se formeaza la 
plăcile componente unui element si este compus din linii de curgere, f.̂ , si zone plastice. Ap. 
Se considera ca plăcile dezvolta deformaţii compatibile intre ele. Lungimea mecanismului 
plastic, fim, este determinat din relaţia (3.19) care se gaseste in concordanta cu observaţiile 
experimentale^^. Metoda determina incarcarea ultima si comportarea postelastica a 
elementului pe baza principiului lucrului mecanic virtual (Fig. 3.23). Prin urmare: 

Pentru lucrul mecanic exterior: 
Pentru lucrul mecanic interior: 

We,= S P, A, + I N, 6, (3.29) 
(3.30) 

Wj- Lucrul mecanic al liniilor de curgere. 
Wz- Lucrul mecanic al zonelor plastice. 
In cazul mecanismului complex (intre talpa comprimata,intinsa, si inima) lucrul mecanic 
interior reprezintă suma liniilor plastice si ale zonelor plastice ce compune mecanismul 
format: 

I Ap t, fv, £, + ^ I p̂ t ; f„ (p, (3.31) 

Talpa comprimata Talpa intinsa 

Fig. 3.23 Reprezentare schematizata a mecanismului plastic 
Fig. 3.23 Schematic representation of plastic mechanisn^ 
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Pentru care: 
t^f. 

(3.32) 

W, = tf (3.33) 

Se admite ca deformatiile in zonele plastice si in liniile de curgere sunt constante iar 
deformatiile sunt mici,Fi((f)), F2((p), si pot fi liniare. Formulele (3.22), (3.33) se Imiarizeaza ; 

f-f (3.34) 

W, = Aptf.e (3.35) 

Egaland lucrul mecanic exterior cu cel interior, Wext= W^t , rezulta o ecuaţie intre rotirea 
mecanismului local, 0, si momentului plastic'" (Fig. 3.24): 

Mp=Mp(e) (3.36a) 

Capacitatea de rotire se defineşte la intersectia curbei mecanismului cu linia orizontala a 
momentului plastic (Fig. 3.24b). 

Fig. 3.24 Curba moment-rotire a metodei mecanismului plastic de cedare 
Fig. 3.24 Moment-rotation curve of the plastic collapse mechanism 

Pentru cazul grinda-stalp, momentul plastic se determina din urmatoarea relaţie; 

Mp„v=ninmvMp (3.36b) 

mn- coeficient care tine cont de efectul forţelor axiale, conform EC3 (anexa VI.); 
mv- coeficient care tine cont de efectul forţelor taietoare, conform EC3 (anexa VI.). 

84 

BUPT



(ii) Mecanism in plan 
Pentru cazul mecanismului in plan, se ansambleaza lucrul mecanic interior, produs de 
mecanismul plastic al tălpii si inimii, cu lucrul mecanic exterior, produs de forţele exterioare, 
rezultând relaţia din care se poate determina rotirea ultima'^': 

M 1 

Mpn. " C(x) 
A(x) + B(X) ' 

0 I 2 (3.37) 

Ai(x), B(x), C(x) - coeficienţi adimensionali care tin cont de proprietăţile mecanice ale 
materialului si geometria elementului,rezultate in lucrarea Gioncu&Petcu^' 

Pb 

X = ^ (3 38) 

X-paramtru geometric al mecanismului plastic de cedare; 
Ş-coeficientul lungimii de voalare, care defineşte modul de cedare a tălpii (anexa VII); 
5-defineste poziţia centrului in jurul cărui se roteşte mecanismul (anexa VII). 
Folosand teorema cinetica, valorile minime ale curbei M-0 se determina prin minimizarea 
ecuaţiei (3.37) cu ajutorul metodei Fibonaciene, obtinandu-se valoarea minima, Xmm si 
parametrii ce descriu mecanismul plastic. 
3.4.7. Reducerea capacitatii de deformare in urma acţiunilor seismice 

In paragrafele anterioare problema capacitatii de rotire a fost dezvoltata pentru cazul 
elementelor incarcate monoton. In timpul excitatiei seismice elementele unui cadru formeaza 
mecanisme plastice necesitând capacitati de deformare mai mari in comparaţie cu cele 
obtinute in calculul plastic. Pe de alta parte, procesul solicitării seismice produce cumularea 
avariilor datorita naturii ciclice a forţelor seismice, cea ce reduce capacitatea de deformare. 
Problema de baza, in cazul manifestării seismice, o constituie faptul ca intreg biograficul 
deformatiilor induse elementelor structurii nu pot fi cunoscute, variand in funcţie de 
caracteristicile cutremurelui. Din aceasta cauza, capacitatea de rotire se poate calcula pe baza 
incarcarilor monotone, problema pentru care se găsesc suficiente date, luând in considerare 
efectul de reducere al deformării postelastice datorita incarcarilor ciclice, care sunt mai 
simplu de studiat in comparaţie cu cele seismice'*''®'̂ . 

Influenta acţiunilor ciclice a fost studiate de către Kravvinkler-Zohrei^, Lee-Lee^^, Ballio-
Castiglioni Azevedo-Calado"^ Vayas-Psycharis'^ Vayas"\ Aiello-Ombres'°^ In 
literatura de specialitate exista lucrări care asociaza cedarea elementelor solicitate la 
incarcari seismice cu fenomenul de oboseala la un număr redus de cicluri. Totuşi, elementul 
inainte de a se rupe rezista multe cicluri, numai cateva din ele (aproximativ 5 cicluri pentru 
seisme cu durata scurta, si 20 de cicluri pentru seisme cu durata lunga) conduc la deformaţii 
plastice excesive producând iniţierea fisurilor si ruperi fi-agile. Deci, conceptul oboselii la un 
număr redus de cicluri devine discutabil'" datorita acestui număr mic de cicluri. Evenimentele 
seismice recente au demonstrat ca numai un ciclu sau un număr mic de cicluri pot conduce la 
ruperea casanta a elementelor. De asemenea cercetările recente^°'"^au demonstrat ca cedările 
elementelor se produc datorita concentrării deformatiilor plastice care pot provoca fisuri 
ductile si nu fisurilor produse de oboseala la un număr redus de cicluri. 
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(i) Observaţii experimentale 

Din analizarea lucrărilor de specialitate''^ mentioneaza,pe scurt urmatoarele concluzii: 
a) Din experimene efectuate pe elemente cu secţiune dublu T cu diferite limite de supleţe se 

confirma ca fenomenul voalarii este mai sever in cazul incarcarilor ciclice, acesta fiind ma 
important decât fenomenul oboselii la un număr redus al materialului. 

b) Capacitatea elementelor de disipare a energiei induse depinde de limitele de supleţe ale 
secţiunii si proprietăţile materialului, in special limita de curgere (Fig. 3.25). 

c) Capacitatea de deformare a elementelor solicitate ciclic este cu 60% mai mica decât cea 
obtinuta din incarcari monotone in condiţii de incovoiere.Efectul forţei axiale sau 
combinarea momentului cu forţa axiala reduce drastic capacitatea de deformare a 
elementului solicitat ciclic. 

d) Se observa in general doua mecanisme de deteriorare : primul provine din voalarea 
secţiunii reducând treptat capacitatea portanta a elementelor, in fiinctie de amplitudinea 
ciclului, pana in momentul epuizării capacitatii de rezistenta producandu-se o cedare 
ductila (Fig. 3.26a, Fig. 3.28b). Al doilea mecanism provine din propagarea fisurilor care 
deteriorizeaza imediat capacitatea de rezistenta si deformare a elementelor, producandu-se 
o rupere de tip fragil (Fig. 3.26b, Fig.3.28c). 

e) Privind mecanismul plastic de cedare, in condiţiile de incarcare ciclica, intr-un ciclu 
voaleaza talpa superioara iar cea inferioara se indreapta, iar in următorul ciclu talpa 
superioara se indreapta si cea inferioara voaleaza; prin urmare se dezvolta doua mecanisme 
de cedare care se suprapun (Fig. 3.27). De obicei mai intii voaleaza talpa dupa care 
urmeaza voalarea inimii, totuşi in cazul tălpilor nerigidizate talpa si inima voaleaza 
impreuna datorita fisurilor dezvoltate la inima langa talpa care urmeaza sa voaleze. De 
asemenea se remarca ca deteriorarea tălpii care voaleaza prima este mai severa decât 
cealalta talpa. 

(ii) Factori de deteriorare a ductilitatii locale 

Ductilitatea locala capabila a structurii solicitate la incarcari seismice se reduce datorita 
următoarelor parametri: 
a) Efectul incarcarilor ciclice. Din diagrama de moment-rotire se poate observa ca in cazul 

incarcarii ciclice creste momentul maxim si se reduce capacitatea de deformare in 
comparaţie cu comportarea unui element incarcat monoton (Fig.3.28a). Creşterea 
momentului se datoreaza efectului ecruisarii iar scaderea ductilitatii datorita acumularii 
deformatiilor plastice. Evident, comportarea ciclica depinde in primul rand de durata 
incarcarii, numărul incursiunilor in domeniul plastic si amplitudinea lor. 

b) Fenomenul de voalare. Din observaţiile experimentale^'"^, pentru incarcari cu 
amplitudine constanta, se disting 3 stadii de deteriorare: intre 5-10 cicluri se observa o 
reducere semnificativa datorita voalarii cuplate cu fenomenul instabilitatii laterale, intre 
10-40 de cicluri se observa o stabilizare a comportării, iar in 40-60 de cicluri datorita 
propagarii fisurilor se produce cedarea elementului (Fig. 3.28b). In cazul voalarii ciclice, 
producerea deformatiilor plastice conduce, dupa descarcarea elementului, la apariţia 
deformatiilor permanente care trebuie luate ca imperfecţiuni geometrice. Ele cresc cu cat 
creste numărul de cicluri de incarcare-descarcare. Fenomenul voalarii ciclice nu este 
guvernat de oboseala la un număr redus de cicluri deoarece, numai in condiţii de 
laborator elementele rezista multe cicluri, in realitate unu sau cateva cicluri pot 
produce cedarea lui prin acumularea de deformaţii plastice. 
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Fig. 3.25 Comportarea ciclica unei console alcatuite din secţiune dublu T [118] 
Fig. 3.25 C\ clic beha\iour of an H shape section cantiliver [118] 
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Fig. 3.26 Moduri de cedare ciclica 
Fig. 3.26 C\'clic coUapse modes 
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Fig. 3.27 Mecanism plastic de cedare produs din incarcari ciclice 
Fig. 3.27 Plastic collapse mechanism produced by cycling loads 

c) Propagarea fisurilor. Acest parametru influenteaza, in general, elementele groase care nu 
voaleaza si cedeaza intr-un mod fragil, brusc la 15-20 de cicluri de incarcare-descarcare (Fig. 
3.28c). Pentru impiedicarea formarii fisurilor trebuie acordata atentie speciala la tehnologie 
de execuţie a sudurilor si materialelor folosite precum si la detaliile constructive care pot 
provoca acest fenomen. 

1,0 

/1 
_ 

/ 1 Ruj: j 1 / " 
/ L Rum 1 

1 I I 

i 1.0 

fce no 

1 I 1 1 
b) -

- - a - ^ s t - - ^ . - - J - - I - -
1 l \ i 

^ 1 I 
i «V 

f - T - t 
V 1 ' 
X q — - t - -

+ - + 
1 i 1 1 I 

20 iC 60 60 100 
NUMĂRUL D£ aCLUftI 

120 

NUMĂRUL DE CICLURI 

Fig. 3.28 Factori de deteriorare a ductilitatii locale 
Fig.3.28 Factors influencing the deterioration of local ductility 
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Având in vedere factori care reduc ductilitatea locala a elementelor se pot defini urmatoarele 
moduri de cedare in funcţie de conformarea elementului si caracteristicile mişcării terenului: 

1) In cazul seismelor de suprafaţa, elementele pot ceda datorita voalarii cand secţiunile 
respecta relaţia (3.11 / ' sau prin rupere fragila, brusc, atunci cand raportul b/tt este mic. De 
obicei nu cedeaza datorita acumularii deformatiilor plastice pentru ca seismele de suprafaţa 
au un caracter impulsiv. De asemenea pot ceda datorita propagarii fisurilor pintr-un mod 
fragil din cauza sudurilor executate insuficient sau datorita creşterii limitei de curgere 
excesive, in urma efectului vitezei mari de incarcare. 

2) In cazul seismelor de adancime, elementele cedeaza fie prin acumularea deformatiilor 
datorita voalarii fie prin propagarea fisurilor producandu-se ruperi fragile. Atunci cand 
secţiunile au un raport b/tf mic cedarea devine mai repede. De asemenea si in acest caz 
executarea insuficienta a sudurilor poate provoca cedări fi^agile. 

3.5. Cercetări experimentale realizate pe pian mondial 

In acest paragraf se prezintă cercetările experimentale efectuate pe plan mondial iar datele 
experimentale complete se pot vedea in anexa IX. 

QQ 

• Lukey-Adams . Programul experimental conţine incercarea a 12 probe de deschideri 
diferite alcatuite din secţiuni laminate. Limitele de zveltete ale tălpilor variaza intre b t{= 7-
10 iar pentru inima se folosesc trei rapoarte de supleţe, d/t^= 30.73, 42.98, 52.43. 
încercările sunt efectuate pe grinzi standard de tip unu, SBl(anexa A.DC. 1). 

• Kuhlmann^^ Programul experimental conţine incercarea 24 de probe de deschiden 
diferite, L=1700-4000mm, alcatuite din secţiuni transversale sudate. Limitele de supleţe ale 
tălpilor variaza intre 7.5-12 iar pentru inima limitele variaza intre 27-65. încercările sunt 
efectuate pe grinzi standard de tipl, SBl, asigurate impotriva deplasărilor laterale la 
mijlocul deschiderii si la reazeme (anexa A.IX.2). 

• Spangemacher'°^. Programul experimental conţine incercarea a 31 de probe de deschideri 
diferite , L=3000-4000mm, alcatuite din secţiuni laminate de tip european (HEA, HEB). 
Din acestea numai 22 pot fi folosite pentru comparaţie pentru ca restul probelor cedeaza 
datorita tăierii. încercările sunt efectuate pe grinzi standard de tip 1, SBl (anexa A.IX.3). 

• Boeraeve et.al.'^. Programul experimental conţine incercarea a 5 probe cu aceeaşi 
deschidere, 3000mm, alcatuite din secţiuni laminate de tip european cu talpi late 
HEB- 200 avand diferite limite de curgere, fy= 235-460 N/mm^. încercările sunt efectuate 
pe grinzi standard de tip SB 1 simplu rezemate, permiţând apariţia fenomenului de 
instabilitate prin incovoiere-torsiune (anexa A.IX.4). 

• Kerap̂ "* '*̂ .̂ Programul experimental conţine incercarea a 12 probe de deschideri L= 
1830mm, L=3660mm, alcatuite din secţiuni sudate. Din acestea numai 7 probe dispun date 
suficient pentru comparare. Limitele de supleţe ale tălpii variaza intre 6.50-9.30 iar limitele 
de supleţe ale inimii variaza intre 16.16-46.82. In experimentele lui studiaza cuplarea 
fenomenelor de voalare a tălpii si a inimii cu pierderea stabilitatii prin incovoiere 
torsiune (anexa A.IX.5). 

• Suzuki et.al.^^. Programul experimental conţine incercarea a 9 probe de deschideri, 
L=1200mm si 1800 mm alcatuite din secţiuni laminate hibride (anexa A.IX.6). 

Privând evaluarea statistica a problemelor de ductilitate,coeficientul de variaţie poate fi intre 
0.54 -1.35 spre deosebire de probleme de stabilitate in care rezistenta poate varia intre 0.04-
0.13^1 
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Chap.3 LOCAL DUCTILITY 

Summary 

In this chapter a brief survey on the existing literature conceming the topic of local ductility is 
made. The factors which influence the local ductility and must be taken into account in design 
are presented in Fig 3 .1. The local ductility are defîned at the level of material - cross section -
member - connection. When these factors are controlled in design the global ductility can be 
assured, otherwise premature failure or ductility deterioration is observed. 

Material ductility is determined from the mechanical characteristics of the steel by means of 
tensile test coupon and the result is the stress - străin characteristic curve, Fig 3.2. It is well 
known that steel ductility decreases with the increasing of steel grade. The yield ratio, fy /fu, is 
a very important parameter indicating the plastic reserve capacity of the material. Due to high 
randomness of the steel properties the upper bound, f̂ n̂ax, as well as the lower bound, 
must be specified in codes. However, conceming this issue, code provisions do not provide 
sufficiently information for current design, only JIS has a clear defmition, Amiex A.1.2, while 
EC-8 introduces some regulations conceming the control of the design and constmction, Tab 
3.1. 

Cross-section ductility is determined by moment-curvature diagram. In order to design a 
cross-section able to provide sufficient ductility, the wall slendemess must adequately chosen 
avoiding local buckling in elastic range. Flange slendemess limits to prevent the elastic 
buckling as well as to prevent the plastic buckling is given in relationships (3.10) respectively 
(3.11). Web slendemess limits to prevent the elastic buckling, the shear elastic buckling, the 
of flange in the web is given in relationships (3.12), (3.14) respective (3.15). In order to 
prevent plastic collapse by shear force the condition (3.17) must be verified. The half-wave 
length of flange, buckled plastically, can be calculated from relationships (3.18), (3.19), Fig 
3.8. Modem codes provide limitations to width - to thickness ratio ; framing the cross-section 
in different ductility classes : class 1 (plastic), class 2 (compact), class 3 (semi-compact), Fig 
3.10. In the same manner aseismic codes associates the width-to-thickness limitations with the 
behavioural factor, Tab. 3.2. The width-to-thickness limitations for flange and web are 
unreasonably prescribed independently, because the flange is restrained by the web and the 
web is restrained by the flange. Only AIJ - LSD takes into account this interaction, Annex 
A.III, Fig 3.11. 

Member ductility is mainly deflned by the moment - rotation curve and it is expressed by the 
rotation capacity of the member. In the study of the member rotation capacity, it must be 
considered that the element belongs to a stmcture having a complex behaviour, Fig 3.13, Fig 
3.14. Due to a great number of influencing parameters, the "standard beam concept" has been 
introduced, Fig 3.15. Generally, the rotation capacity of steel beams has been extensively 
studied both experimentally and theoretically on a single span three or four point beams, Fig 
3.16, 3.17. In the annex A.EX the experimental data for three - point beam, SBl, collected 
from literature are presented. Buckled shapes obtained during experimental tests are 
illustrated in annex A. VIII. 1,2,3. Conceming the definition and determinations of the rotations 
capacity, a variety of definition, Fig 3.18, as well as different methods have been proposed. 
An interesting collection of simplified relationships is presented in annex A.IV. Among these 
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methods, the collapse plastic mechanism method, which describes the plastic mechanism 
coming from experimental evidence, Fig 3.18, 3.19, 3.20, 3.21, seems to be the most adequate 
for design purposes. In code provisions, EC - 3, the deflnition of rotation capacity is strictly 
dependent with the cross - sections properties neglecting the member span, supporting and 
loading conditions, which can introduce local, flexural - torsionai or shear buckling. 
Therefore, a member classification rather than a cross - section classification should be 
introduced in EC-3 specifications. 

The local ductility under seismic loading conditions is drastically affected due to the 
degradation of rigidity of buckied walls, crack propagation, accumulated deformations, 
number and type of plastic excursions, Fig 3.24, 3.25, 3.26, 3.27. In such cases the rotation 
capacit>' must be adequately reduced taking into account the previous parameters. 
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Capitolul 4 

STUDIUL PARAMETRIC AL DUCTILITATII LOCALE 

4.1 Generalitati. Programul DUCTROr95 

Prezentul capitol studiaza, pin simulări numerice, ductilitatea locala a profilelor laminate 
comerciale, conform EN 19-57, de tip IPE, HEB, HEA. Aceste profile sunt alcatuite din placi 
relativ groase cu limite de supleţe mici, neavand , de obicei, pericolul de voalare in domeniul 
elastic, atunci cand sunt asigurate impotriva torsiunii-incovoierii laterale. Cu excepţia 
profilelor de tip HEA, celelalte tipuri, IPE, HEB, nu respecta condiţia din relaţia (3.11) de 
voalare plastica a tălpilor, prezantand pericolul de rupere datorita formarii fisurilor in zonele 
intinse. Deoarece rezistenta la voalare a inimii si a tălpii nu diferă cu mult, inima voalandu-se 
impreuna cu talpa, forma de voalare care predomina este cea asimetrica (Fig. 3.19b). 

In cadrul analizei se evalueaza principali parametri care influenteaza comportarea postelastica 
a elementelor structurale unui cadru si care nu sunt luaţi in considerare in EC-3, EC-8, avand 
totuşi influenta drastica asupra ductilitatii locale. Codul european pentru calculul si 
dimensionarea structurilor din otel foloseste conceptul clasificării secţiunilor in funcţie de 
capacitatea de rotire (EC-3, § 5.3), fara a fi prescrisa cantitativ, ea asigurandu-se indirect prin 
limitarea rapoartelor de supleţe a inimii si a tălpii, in fiinctie de modul de solicitare a plăcilor 
componente secţiunii transversale si marca otelului. In tabelul 4.1a,b se prezintă clasele dupa 
EC-3 pentru profile IPE, HEB, HEA. In acest studiu se determina capacitatea de rotire, R, 
masura ductilitatii locale, privând per ansamblu Ia nivel de element, luând in considerare 
deschiderea elementului, L, efectul forţelor gravitaţionale, Mp/qL', efectul forţei axiale, N, 
variabilitatea caracteristicilor materialului, etc. Profilele laminate se considera fara a se tine 
cont de efectul racordului, r, intre inima si tălpile, tratarea acestei influente se va detalia in 
capitolul următor. Pentru efectuarea analizelor parametrice s-a folosit programul 
DUCTROr95*^ elaborat in cadrul INCERC-Timisoara, rezultatul unei dezvoltări continuie a 
altor programe din aceasta serie (POSTEL, DUCTROT'93). Programul DUCTROr95 
foloseste conceptul mecanismului plastic de cedare^' care prezintă o metoda 
aproximativa adecvata pentru rezolvarea problemelor de ductilitate locala in condiţii practicii 

87 
de proiectare curente. Verificarea rezultatelor obtinute de acest program au fost comparate 

atat cu datele experimentale cat si cu metode teoretice care utilizeaza elemente finite dand 
rezultate corespunzătoare, ceea ce identifica fidelitatea rezultatelor si prin urmare folosirea 
programului pentru elaborarea unui cadru consistent de calcul al ductilitatii locale. Utilizarea 
programului este uşoara, avand diferite interfete pentru introducerea datelor, luând in 
considerare diferitele forme de voalare (simetrica, asimetrica, in plan, in afara planului 
elementului); prin intoducerea proprietăţilor mecanice materialului si caracteristicilor 
geometrice ale elementului programul calculeaza rotirea ultima. Ou, capacitatea de rotire 
capabila, Ru.cap, trasand de asemenea diagrama M/Mp - 6/9p. 

4.2. Studiul grinzii standard 
Avand in vedere cele expuse in paragraful 3.4.1 se intelege ca folosirea conceptului grinzii 
standard reprezintă elementul de baza pentru determinarea capacitatii de rotire deoarece, pe 
de o parte evalueaza deschiderea de lucru reala a elementului, iar pe de alta parte introduce 
efectul deformabilitatii la nivel de element in calculul ductilitatii locale. Pentru cazul 
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Tabel 4.1. Clasificarea profilelor laminate conform EC-3 
Table 4.1. Cross section classification in conformity of EC-3 

Tabel 4. la Clasificarea secţiunilor solicitate la incovoiere 
Table 4. la Cross section classification of pure bending 
Fe360 Fe430 Fe510 

IPE HEA HEB IPE HEA HEB n»E HEA HEB 
100 
120 
140 
160 
180 
200 
220 
240 
260 
270 
280 
500 
320 
330 
340 
360 
400 
450 
500 
550 
600 

2 
2 
1 

1 
1 
1 
1 
2 
2 
2 
2 
3 

3 
3 
2 

1 
1 
1 
1 
1 
1 
1 

100 
120 
140 
160 
180 
200 
220 
240 
260 
270 
280 
300 
320 
330 
340 
360 
400 
450 
500 
550 
600 

IPE 

2 

2 

2 

2 
3 
3 
3 
4 
4 

Tabel 4.1b Clasificarea secţiunilor solicitate la forţa axiala 
Table 4. Ib Cross section classification of pure axial force 

Fe360 
HEA HEB 

2 
2 
1 

IPE 

2 
2 

3 
3 
4 
4 
4 
4 

Fe430 
HEA 

1 
1 
1 
1 
2 
2 
2 
2 
3 

3 
3 
1 

1 
1 
1 
1 
2 
4 
4 

HEB IPE 

2 
2 
2 

4 
4 
4 
4 
4 
4 

FeSlO 
HEA 

1 

1 
2 
2 
3 
3 
3 
3 
3 

3 
3 
3 

3 
2 
2 
2 
3 
4 
4 

HEB 

2 
2 
3 
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grinzilor, cand se tine cont numai efectul fortelor seismice se poate folosi grinda standard de 
tipl, SBl, (Fig 4.1a, anexa A.X), iar atunci cand se tine cont simultan si efectul fortelor 
gravitaţionale (cazul cadrelor reale) se pot utiliza pentru momente negative grinda de tip SBl 
iar pentru momente pozitive grinda SB2 (anexa A.X) cu forte concentrate sau uniform 
distribuite (Fig.3.15a,b, Fig 4.1 b,c). 

j ^ i i l i i i l y ^ ^ : 

\ -f C) ^ Xm ^ 

i l 

Mp 

Fig. 4.1 Definirea grinzii standard pentru cazul riglei cadrului 
Fig. 4.1 Definition of standard beam applied to a beam belonging to a frame 

Folosand relaţiile ( 3 . 2 1 ) , ( 3 . 2 2 ) se calculeaza distantele, x, , Xn,, in funcţie de locul apariţiei 
articulaţiilor plastice si raportul Mp/qL^ care introduce efectul fortelor gravitaţionale. 
Deschiderile grinzii standard, Lsb l, Lsb r» pot fi (Fig 4. lb,c): 

• Cand articulaţiile se formeaza la ambele capete: 

LSB.L = 2X, ; LSBR = 2 ( L - X , ) 

• Cand una din articulaţiile se formeaza spre mijlocul grinzii: 
L SB L = 2(X , - x„,) ; LSB R = 2 ( L - x.) 

(4.1) 

(4.2) 
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Reprezantand variaţia L s b i., L s b r - Mp/qL' se observa ca, pentru deschiderea din stanga, L s b i . 
marirea raportului Mp/qL^ conduce la creşterea deschiderii pana la schimbarea locului 
formarii articulaţiei plastice, Mp/qL' = 0.25, dupa care treptat deschiderea standard se reduce 
cu creşterea fortelor gravitaţionale (Fig. 4.2). Pentru deschiderea din dreapta, LSBR. creşterea 
fortelor gravitaţionale conduce la marirea deschiderii standard (Fig. 4.2). 

u ee 
J 
ffi v. 

O — 
0,1 0,15 0,2 0,25 0,3 0,35 0,4 0,45 0,5 0,55 0,6 Mp/qL^ 

Fig. 4.2 Determinarea deschiderii grinzii standard pentru momente plastice egale 
Fig. 4.2 Determination of standard beam span for equal plastic moments 

Cazul anterior reprezintă situatia teoretica la care momentele dezvoltate la capetele riglei 
cadrului sau inspre mijlocul deschiderii, L, sunt egale cu momentul plastic teoretic. Mp. In 
realitate, des datorita efectului ecruisarii, efectului vitezei de incarcare sau a variabilitatii 
caracterisiticilor mecanice, momentul plastic dezvoltat devine mai mare decât momentul 
teoretic. Mp , caz in care deschiderile de lucru se modifica. Pentru deducerea deschiderilor 
tinand seama de aceasta creştere, sMp, se considera dintr-un cadru real grinda simplu 
rezemata, echivalent incarcata, din care rezulta distantele x„ x^ (Fig. 4.3): 

Din condiţia Tx =0 

x„ = m 1 + 2 
M l +sMr L 

2 
(4.3) 

Din condiţia M=0 

X. = 
M, +sM„ 

. qL̂ J qL̂  

1 2 

L 
2 

(4.4) 

Cu ajutorul realatiei (4.3) se calculeaza momentul maxim, Mniax: 

qL' qL' 2 I qL' 
1 

(4.5) 

Momentul din capatul din stanga. Ml, se poate exprima : 
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Mk 
qL̂  

( U s ) ? ^ qL 

1 2 
Mn 1 

(4.6) 

unde: 
Ml- momentul plastic din capatul din stanga. 
Mr- momentul plastic din capatul din dreapta. 
s- coeficientul care tine cont de cauzele creşterii momentului plastic (s =1.0... 1.50). 

Fig. 4.3 Calculul deschiderii standard luând in considerare creşterea momentului plastic 
Fig. 4.3 Calculation of "standard" span taking into account the increasing of plastic moment 

Pentru grinda unui cadru se pot produce urmatoarele cazuri: 
• Cand articulaţiile se formeaza la ambele capete, Mr= S MP , Ml= MP , pentru condiţia 

(Fig.4.3b): 
M. 1 

> 
qL' 2(s + l) 

(4.7) 

x.= <1-2 
(s + l)M, 

qL 2 - 1 - 2 
(s+l)M, 

qL̂  
8M, 

qL̂  

12 
L 
2 

(4.8) 

Cand articulaţia din stanga se formeaza la o distanta, x^, M l < Mp, MN^X^" s Mp, M r = Mp 
pentru condiţia (Fig. 4.3c): 

Mp 1 
qL' ^2(s+l ) 

(4.9) 

Cu ajutorul relaţiei (4.3) inlocuand in (4.6) se obţine distanta, x^, intre locul formarii 
articulaţiei plastice si capatul din stanga al grinzii: 
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Xn, = 1 -
qL 

1 2 

L (4.10) 

Prin combinarea relaţiilor (4.4), (4.6) rezulta. 

X, = 1 -
qL 

1 2 

-l- (4.11) 

Inlocuand in relaţiile (4.1), (4.2) relaţiile de calcul (4.8), (4.10), (4.11) rezulta diagramele din 
figura 4.4, care reprezintă variaţiile deschiderii de lucru (standard) in cazul creşterii inegale a 
momentului plastic. 

- s = l , 0 

-m- - s = K 1 0 

A — - s = 1 . 2 0 

H— - s = 1 . 3 0 

*— - s = l 4 0 

•— - s = 1 . 5 

b) 

0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 0.45 0.5 0.55 0.6 0.65 0.7 
Mp/qL^ 

0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 0.45 0.5 0.55 0.6 0.65 0.7 

Mp/qL^ 

Fig. 4.4 Variaţia deschiderii standard in funcţie de efectul creşterii momentuli plastic 
Fig. 4.4 Standard span variation as a ftmction of increasing influence of plastic moment 

97 

BUPT



Examinand diagrama din figura 4.4a se observa ca, pentru deschiderea din stanga, Lsb l , 
valoarea maxima si minima se obţin, in funcţie de creşterea momentului, sMp, pentru rapoarte 
Mp/qL' = 0.20-0.25 care reprezintă situatiile limita pentru locul formarii ale articulaţiilor 
plastice. Deschiderea, L s b l , scade cu creşterea momentului plastic fiind mai semnificativa in 
cazul fortelor gravitaţionale mici, Mp/qL^ =0.40-0.60, aceasta scădere ajungând pana la 20% 
fata de situatia momentelor plastice egale. In cazul fortelor gravitaţionale mari, Mp/qL' =0.10-
0.20, deschiderea se măreşte cu cca 12% in cazul cand momentul plastic creste cu 50% fata 
de momentul plastic teoretic. In ceea ce priveşte deschiderea din dreapta, Lse R, ea creste cu 
cca 30% pentru rapoarte Mp/qL = 0.40-0.60 in cazul cand momentul se măreşte cu 40%-50% 
fata de momentul plastic teoretic si scade pentru cazul fortelor verticale mari (Fig. 4.4b). 

In figura 4.5 se arata ca punctul de inflexiune, x, , este direct influentat de marimea fortelor 
gravitaţionale si de efectul variaţiei momentului. In cazul fortelor verticale mari. Mp / qL" 
=0.10-0.25, punctul de inflexiune, ce indica modul de deformare, se muta inspre partea 
dreapta a unei grinzi, iar pentru cazul fortelor gravitaţionale mici inspre partea stanga 
ajungandu-se aproximativ pe la mijlocul deschiderii, L, in cazul Mp /qL =0.60 si creşterea 
momentului cu 50% fata de momentul plastic teoretic. 

Xj sfip 
" j n ^ 

0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 

Mp/qL^ 
0.45 05 0.55 06 

Fig. 4.5 Variaţia punctului de inflexiune 
Fig. 4.5 Variation of inflection point 

In concluzie, locul formarii articulaţiilor plastice depinde atat de marimea fortelor 
gravitaţionale cat si de marimea variaţiei momentului, influenţând direct capacitatea de 
deformare a riglei cadrului. 

In tabelul 7.5 (capitolul 7) se dau tabelar valorile pentru calculul deschiderii standard in 
funcţie de raportul Mp /qL^ si rata creşterii, s, a momentului plastic. 
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Pentru cazul stâlpului se foloseste grinda standard de tip SBl, iar deschiderea se lucru, Lsb, 
depinde de forma diagramei momentului incovoietor (Fig. 4.6a-0 In cazul cadrelor 
multietajate, de obicei stâlpii parterului si a etajelor inferiaoare sunt mai puternici decât cei de 
la etajele superioare; in asemenea cazuri stâlpii lucreaza la simpla curbura, neavand punct de 
inflexiune. Aceste elemente se studiaza cu grinda de tip SBl cu o anumita excentricitate: 

N N 
(4.12) 

In figura 4.7 se prezintă variaţia deschiderii grinzii standard, pentru cazul stâlpului, care creste 
in fiinctie de marirea raportului Mjup / My^ si devenind constant cand elementul nu prezintă 
punct de inflexiune , in acest caz lucrandu-se cu excentricitatea eo. 

Fig. 4.6 Definirea grinzii standard pentru cazul stâlpului cadrului 
Fig. 4.6 Definition of standard beam in case of a column 
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L,b/H 

2H+e« 

1,5 

Msup. / Minf. 
-l -0,75 -0,5 -0,25 O 0,25 0,5 0,75 1 

Fig. 4.7 Variaţia deschiderii standard pentru stâlp 
Fig. 4.7 Variation of standard beam span in case of column 

4.3 Criterii de definire a capacitatii de rotire capabile 

Pentru elaborarea unui cadru de verificare al ductilitatii locale este necesara pe de o parte 
determinarea criteriilor de definire si de limitare a capacitatii de deformatie inelastice proprie 
a elementului, iar pe de alta parte a evaluarii cerinţelor de deformatie impuse de condiţiile 
exterioare. Primul aspect este legat in exclusivitate cu aptitudinea iniţiala a elementului de 
deformare postelastica, luând in considerare totodata factori de influenta care reduc aceasta 
proprietate, iar al doilea aspect reprezintă o problema a interacţiunii intre ductilitate locala-
globala. Se cunoaşte ca, in procesul verificării ductilitati pentru fiecare articulatie plastica, in 
toata viata structurii, trebuie sa fie respectata urmatoarea condiţie: 

Rcap>Rnec (4.13) 

Capacitatea de rotire capabila, Rcap, depinde de proprietăţile mecanice-chimice a 
materialului, de geometria lui, de tipul elementului, precum si forţele care actioneaza asupra 
elementului (statice-dinamice, forte gravitaţionale, forţa axiala, etc.). Dintre diferitele definiţii 
propuse pentru calculul capacitatii de rotire (§ 3.4.4(i)), capacitatea de rotire ultima, Ru, 
descrie cel mai corect comportarea elementelor structurale (grinda, stâlp) care aparţin unei 
structuri de rezistenta, deoarece trebuie considerat ca toate elementele nu ating concomitent 
starea limita ultima, precum si faptul ca redistribuirea eforturilor in structura creaza un 
mecanism care menţine si nu reduce brusc capacitatea de rezistenta si de deformare a 
elementului. Aşadar, folosirea capacitatii de rotire corespunzătoare momentului maxim, 
Rmax, (Fig. 3.17a), este conservativa cand elementul face parte dintr-o structura si nu se 
considera izolat. In literatura de specialitate se mentioneaza ca evaluarea capacitatii de rotire 
ultime este dificila datorita dificultăţilor determinării curbei descendente a diagramei M-O'^' 

In anexa A.V prin compararea capacitatilor de rotire Rmax̂ "* si Rû ®'""* se poate observa 
ca ambele capacitati de rotire se pot estima la fel de bine cand se compara cu datele 
experimentale avand aproximativ aceleaşi indici statistici, justificandu-se folosirea in condiţii 
securitare a lui Ru. Estimarea capacitatii de rotire ultime se face cu metoda cinematica a 
mecanismului plastic de cedare care utilizeaza teorema superioara a teoriei plasticitatii, cea ce 
inseamna ca pentru proiectare trebuie aplicata o anumita reducere'"; aceste reduceri se pot 
aplica introducând coeficientul parţial de s iguran ţa '*ym , in conformitate cu EC-3 avand o 
valoare mai mare in comparaţie cu coeficienţi de siguranţa utilizati pentru verificări de 
rezistenta, si prin introducerea unor criterii de limitare a comportării postelastice a 
elementului. Criteriile de limitare se refera fie la calculul pantei diagramei M-O'^ fie la 
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determinarea unor cauze care pot provoca iniţierea si propagarea fisurilor care vor conduce 
ulterior la ruperi fragile^' Cu siguranţa determinarea panlei ne informeaza exact asupra 
modului de cedare a elementului, totuşi implementarea in practica de proiectare este dificila 
pentru ca majoritatea programelor de calcul comerciale lucreaza in conformitate cu EC-3 care 
admite pentru analize diagrame de comportare, M-0, simlificate (rigid-plastic, elastic-plastic). 

Al doilea concept se poate aborda fie analitic prin studiul legii de dezvoltare a fisurii 
(lungimea fisurii, adincimea fisurii) si a tipului acesteia (fisuri ductile, fisuri fi-agile)^®, fie prin 
studiul aproximativ calculand rotirea de rupere a plăcilor comprimate unei secţiuni 
transversale'". Examinarea apariţiei si propagarii fisurilor necesita cunostinte de mecanica 
ruperii, iar rezultatele unui asemenea studiu vor fi greu de aplicat in practica de proiectare 
datorita faptului ca ingineri de proiectare nu sunt obişnuiţi sa opereze cu asemenea termeni. 
Totuşi, un pas de viitor poate va fi introducerea stării limita de fisurare a elementelor din otel, 
cum de fapt se procedeaza pentru proiectarea elementelor din beton armat, mai ales in 
vederea utilizării unei proiectări bazate pe deformaţii (Deformation Based Design). Prin 
urmare, criteriul cel mai convenabil pentru practica de proiectare curenta reprezintă definirea 
si limitarea rotirii de rupere a plăcilor comprimate in care se pot naşte fisuri care la rândul lor 
vor scoate elementul din serviciu. 

Capacitate de rotire capabila a unui element diferă in funcţie de modul de incarcare, monoton, 
ciclic, datorita particularitatilor care introduce fiecare tip de acţiune. Aşadar, trebuie studiat 
cazul capacitatii de rotire din incarcari statice (monotone) si cazul incarcarilor seismice (cu 
caracter cilcic sau de impact). 

• Capacitatea de rotire capabila din iDcarcari monotone, Rcap.m ; 
Determinarea ei se face prin calculul capacitatii de rotire ultime, Ru. Deoarece capacitatea de 
rotire depinde de nivelul de dezvoltare al momentului plastic, estimarea greşita a momentului 
conduce la subevaluarea sau supraevaluarea capacitatii de deformare. Deasemenea se pot ivi 
cazuri cand elementul mai dispune de capacitate de rotire, dar datorita altor cauze, apariţia 
fisurilor, se considera ca deformabilitatea lui este epuizata. Având in vedere ca ruperea 
elementului incepe datorita cedării materialului este necesara stabilirea unui criteriu de 
limitare a capacitatii de rotire ultime care sa depindă de proprietăţile mecanice ale 
materialului si geometria secţiunii transversale. Luând in considerare mecanismele de cedare, 
figura 3.17, anexa VII, precum si formele voalarii obtinute experimental, figura 3.21, se 
propune studierea modului de rupere. Observaţiile experimentale evidentiaza faptul ca, 
obţinerea unor rotiri mari se poate face fie prin ruperea tălpii intinse, fie prin voalarea tălpii 
comprimate. Deasemenea se cunoaşte ,§3.4.5, ca talpa se deformeaza complet, iar inima poate 
dezvolta un mecanism plastic total sau parţial. Prin urmare este suficient sa se verifice daca 
rotirea tălpii la care exista posibilitatea apariţiei fisurii de a lungul liniilor de curgere este mai 
mica sau mai mare decât rotirea de rupere al acesteia. Evident, trebuie sa fie valabila 
urmatoarea condiţie: 

ecnt.f^e,f (4.14) 

unde: 
0 cnt f - rotirea critica a tălpii comprimate. 
0 r f - rotirea de rupere a tălpii comprimate. 

Determinarea rotirii critice, 0 cm f, capabile sa fie dezvoltata de către talpa comprimata se 
poate calcula geometric conform mecanismului local de cedare (Fig. 4.8): 
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ecn.= 2 (M: 

YMpb 

1 2 
Qu 1 = 2 li = 2 u 

^MpbJ UMX/ 

1 2 

(4.15) 

unde: 
9u- rotire ultima a mecanismului plastic de cedare obtinut din relaţia (3.37); 
X - parametru geometric al mecanismului de cedare, obtinut din relaţia (3.38); 
YM- coeficient parţial de siguranţa, tinand cont de incertitudinile modelului. 

fisurt 

Fig. 4.8 Determinarea rotirii critice a tălpii comprimate 
Fig. 4.8 Determination of criticai rotation of compressed flange 

Determinarea rotirii de rupere, Gr f, a tălpii se poate face prin calculul lungimii zonei plastice, 
Ip, cu ajutorul careia se evalueaza curbura ,luand in considerare legătură intre deformatie si 
curbura, rezulta urmatoarea relaţie^' (Fig. 4.9): 

e.f = 2 
^ y 

e 
(4.16) 

unde: 
i -distanta intre punctele de inflexiune a tălpii voalate, care se ia egal cu pb; 
t -grosimea tălpii comprimate; 
fti/fy -raportul intre limita de rupere si limita de curgere (anexa A.I); 
8u -deformatie specifica a materialului (anexa A.I). 

Relaţia (4.16) se poate folosi pentru grinzi. In cazul stâlpilor rotirea de rupere a tălpii 
comprimate este influentata si de efectul forţei axiale. In acest caz in calculul lungimii zonei 
plastice se considera ca momentul ultim, Mun, se reduce datorita forţei axiale; 

M uN 

VMp.N 
- l m^ 

fu 

]-nl 
- l (4.17) 
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unde: 

Mu n = mN:jrMp 1 -
'u/ 

MpN =MpO-npO 

-coeficient care tine cont de efectul fortei axiale, conform EC-3 (anexa A.VI). 

Atunci relaţia (4.16) pentru cazul stâlpilor devine. 

f. 

e . , - = 2 niv 
- n ^ 

1 - n ' 
- l m 

X f , 'uy 
1 - n 

- l 
f 

(4.18) 

Fig. 4.9 Determinarea rotirii de rupere a tălpii comprimata [21] 
Fig. 4.9 Determination of fracture rotation of compressed flange [21 ] 

Egaland relaţia (4.14) si utilizând relaţiile (4.15), (4.16) rezulta rotirea ultima de rupere, 0ur, 
din condiţia limita ca sa nu apara rupere datorita fisurilor, la talpa comprimata a grinzii: 

0cri, f = e, f Kr = i-5x ff. 
2 

u 
- 1 

u , J 
(4.19a) 

Pentru stâlpii rezulta: 

= i.5x m 
1 - n 

/ 2 

ytJ 
(4.19b) 
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Cu ajutorul relaţiei (4.19) se poate determina capacitatea de rotire care produce ruperea tălpii, 
Rr, reprezentând limita superioara a capacitatii de rotire ultime: 

= (4.20a) 

R„ < R, (4.20b) 

Verificarea ductiiitatii locale al unui element trebuie sa respecte urmatoarele condiţii: 

Rcap™ = ( r ) ^ ^ R „ e c (4.21a) 
YM 

ecnrf (4.21b) 

Folosirea coeficientului Ym tine cont de incertitudinile calculului ductiiitatii datorita 
diferitelor factori de influenta, fiind un coeficient global. In anumite situatii trebuie utilizati 
nişte coeficienţi de reducere suplimentari, r, pentru a se tine cont de efectul unor factori care 
afecteaza ductilitatea capabila a elementului, greu de evaluat printr-o metoda exacta. 

• Capacitatea de rotire capabila din incarcari seismice, Rcap.s (Rv, Rc): 
Determinarea capacitatii de rotire la incarcari seismice reprezintă un aspect greu de evaluat 
pentru ca caracteristicile specifice fiecărui tip de cutremur afecteaza in mod diferit 
deformabilitatea poselestica a elementelor structurale. In general, exista urmatoarele 
diferenţieri privând acţiunile seismice: 
-Seisme de langa sursa actioneaza cu viteze mari conducând la rupere dupa un ciclu sau 
cateva cicluri, intr-un mod similar ca in cazul incarcarilor monotone. 
-Seisme de distanta intermediara sau la distante mari de la sursa actioneaza in mod ciclic 
producând acumularea deformatiilor, conducandu-se la rupere dupa 5-20 de cicluri in funcţie 
de durata seismului. 

Pentru primul caz, capacitatea de rotire influentata de viteza, Rv, se poate obţine fie direct 
tinand seama de aplicarea vitezei pentru calculul rotirilor, fie indirect cu ajutorul capacitatii 
de rotire capabile obtinuta din incarcari monotone, Rcap.m, luând in considerare efectul 
vitezei printr-un coeficient de reducere,^ : 

(4.22a) 
«p.sr 

Rv = (4.22b) 

unde: 
Rv-capacitate de rotire influenta de viteza de incarcare; 
Gu.sr-rotirea ultima tinand seama de viteza de incarcare; 
Gp.sr-rotirea plastica tinand seama de viteza de incarcare; 
rv-coeficient de reducere luând in considerare aplicarea vitezei (se va stabili ulterior). 

In cazul al doilea, capacitatea de rotire ciclica, Rc, se poate obţine tot din incarcari 
monotone^' "^ luând in considerare printr-un coeficient, t^. ,faptul ca acumularea deformatiilor 
produce reducerea capacitatii de rotire obtinute din incarcari monotone: 

Rc = (4.23) 
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Verificarea ductilitatii locale capabile, in condiţii seismice, al unui element trebuie sa 
respecte urmatoarea condiţie: 

^ Rv-rvRcapm 
^ R, = r̂ Rcapm 

(4.24) 

In figura 4.11 se prezintă schematic calculul capacitatii de rotire. Nu in ultimul rand trebuie 
subliniat faptul ca relaţia (4.14) trebuie sa fie valabila si in cazul incarcarilor 
seismice,deoarece majoritatea cedărilor observate, in condiţii reale, provin din apariţia si 
propagarea fîsurilor care ulterior produc ruperi casante. 

MATERIAL 

8U, fu, f>' 

SECŢIUNE TRANSVERSALA 

b / t f , b/K b / d 

încărcări 
Monotone 

R „ p . „ = R U / y m 

ELEMENT 

• A 
1 

L , L / b , L / d 

încărcări 
Seismice 1 

Rv = rv Ru /ym 
Rc = rc Ru /ym 

Rcap.m 
Rcap.s = ( Rv ; Rc) 

q-R 

Rnec 1 

Rcap (Rm;Rv;Rc) > Rnec| 
^ ecritf<er.f 

Fig. 4.11 Diagrama schemartica de verificare a capacitatii de rotire 
Fig. 4.11 Flow chart for checking of rotation capacity 
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4.4 Studiul rotirii ultime de rupere 

Folosand relaţia ( 4 . 1 6 ) , pentru cazul grinzilor, si ( 4 . 1 8 ) , pentru cazul stâlpilor, se poate studia 
variaţia rotirii de rupere a tălpii comprimate profilelor comerciale. Pentru grinzi se studiaza 
profilele de tip IPE care sunt cel mai des utilizate iar pentru stâlpii profilele HEB, HEA. 

In diagrama figurii 4.12 se prezintă variaţia rotirii, 0RF , pentru diferitele profile, IPE, in 
ftmctie de raportul ^ /1 si marca otelului. Luând in considerare forma de voalare a tălpii se 
poate observa ca creşterea raportului i / t conduce la creşterea rotirii de rupere, ceea ce 
inseamna ca atunci cand lungimea de voalare, este mai mare, p > 1.0, sau grosimea tălpii 
este mai mica, rotirea de rupere devine mare si prin urmare profilul respectiv are rezerve 
impotriva ruperii fragile mai mari. In general profilele de tip IPE au p >1.0, totuşi sunt 
alcatuite din tălpi relativ groase prezentând comportare corespunzătoare din punct de vedere 
al rezistentei si stabilitatii dar din punct de vedere al deformabilitatii pot ceda prin moduri de 
rupere fragile (Fig. 3.17 (1)). In cea ce priveşte calitatea otelului, creşterea mărcii otelului 
produce scaderea rotirii de rupere cu 10% pentru marca Fe 430 si cu 35% pentru Fe 510 in 
comparaţie cu marca Fe 360. Prin urmare pentru a proteja grinzile impotriva apariţiei fisurilor, 
cea ce conduce la devoltarea incompleta a articulaţiilor plastice si prin urmare la disiparea 
redusa a energiei seismice, se recomanda folosirea profilelor din serie medie, IPE 300-IPE 
400, de mărci inferioare. 

o ^ , ^ 
4 .93 5.35 5 .74 6 . 0 8 6 . 3 6 6 63 6 . 8 8 7 .12 7 .59 7 . 8 9 8.1 
IPE IPE IPE IPE IPE IPE IPE IPE IPE IPE IPE 

8.13 7 .94 7 .83 7 .68 7 56 7 32 \ H 
IPE IPE IPE IPE IPE IPE 

100 120 140 160 180 2 0 0 2 2 0 2 4 0 2 7 0 3 0 0 330 360 4 0 0 4 5 0 500 5 5 0 6 0 0 

Fig. 4.12 Rotirea de rupere a profilelor IPE utilizate pentru grinzi 
Fig. 4.12 Fracture rotation of IPE beams 

In figura 4.13 se prezintă modul de influenta in situatia creşterii limitei de curgere, fy, din 
diferite cauze (datorita fenomenului ecniisarii, variabilitatii caracterisiticilor mecanice, etc.) 
exprimat prin factorul, s. Se constata ca creşterea cu numai 20% a limitei de curgere in 
comparaţia cu valoarea nominala, considerata in calcule, conduce la scaderea rezervelor de 
deformabilitate cu 40%, iar in cazuri extreme atunci cand limita de curgere, fy, se egaleaza cu 
limita de rupere, fu, placa nu mai dispune capacitate de deformare, elementul fisurandu- se 
brusc cu aplicarea incarcarii. Asemenea fenomene pot aparea in cazul seismelor de langa 
sursa care se aplica cu viteze foarte mari ( 3 0 0 - 4 0 0 cm/sec). 
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•Z 

u s> 

O 235 258.5 282 305.5 329 352.5 

IPE 300(Fe 360) 
L=6000mm 
s= 1,0...1,50 

sfy 
360 

4.13 Influenta creşterii limitei de curgere 
Fig. 4.13 Influence of increasing yield strength 

Pentru cazul stâlpilor efectul forţei axial reduce drastic limita rotirii de rupere a tălpii, cu 35% 
pentru nivelul scăzut al forţei axiale, np=0.20, ajungand pana la 70-80% in cazul nivelului 
ridicat, np=0.40 (Fig. 4.14). De asemena si in cazul stâlpilor creşterea mărcii otelului conduce 
la scaderea rotirii necesare de rupere (Fig. 4.14). 

Comparand profîlele HEB si HEA se poate observa ca cele de tip HEA prezintă o comportare 
superioara din punct de vedere al deformabilitatii avand limite de rupere mai mari cu 60-90% 
fata de profîle de tip HEB; ruperea se produce la np=0.20 pentru HEB iar pentru HEA la 
np=0.30 (Fig. 4.15). 

HE340A 
l/t=9.72 

H=3000inm 

0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0 4 

Fig.4.14 Influenta forţei axiale 
Fig.4.14 Influence of axial force 
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w o 

2.9 H=3000 mm 
Msup/Minf=1.0 

Fe 360 
•HH2()()B 

- H E 2 0 0 A 

- A H E 3 4 0 B 

- - E 3 - - H E 3 4 0 A 

0.9 -

0.5 

0.1 np 
005 0 1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 

Fig. 4.15 Influenta tipului profilului ( HEB, HEA) 
Fig. 4.15 Influence of profile type ( HEB, HEA) 

4.5 Factori ce influenteaza capacitatea de rotire plastica a grinzilor 
4.5.1 Influenta deschiderii 

Influenta deschiderii elementului se studiaza cu ajutorul grinzii standard de tip SBl, pentru 
cazul riglei unui cadru, folosand deschiderea standard, Ljb (Fig. 4.1a). 

Analizand figurile 4.16a, pentru profile mici si medii, si figura 4.16b, pentru profile mari, se 
observa scaderea capacitacii de rotire capabile cu creşterea deschiderii grinzii. Conform EC-3 
toate profilele IPE se considera ca aparţin clasei 1 (secţiuni ductile, tabel 4.1), neluandu-se in 
considerare efectul deschiderii. In acest context, efectul deschiderii poate fi introdus prin 
definirea unor raporturi. L/d, L/b, pe langa limitele de supleţe ale inimii si tălpii precum si 
prin definirea unor limite privând capacitatea de rotire capabila. Aşadar, pentru asigurarea 
ductilitatii locale, clasificarea la nivel de secţiune transversala nu corespunde comportării 
reale si este nevoie clasificarea sa se faca la nivel de element. Asemenea concluzii se remarca 
si in alte lucrări de specialitate in tabelul 4.2 sunt prezentate anumite limite ale 
capacitatii de rotire; se propune folosirea limitelor capacitatii de rotire din (2.9), fiind un 
rezultat al interacţiunii ductilitatii globale-locale. In general secţiunile ductile trebuie sa aiba o 
capacitate de rotire capabila, Rcapm^ .̂O-S.O, iar pentru secţiuni semi-compacte Rcap.in=4.0-5.0. 
In literatura de specialitate se mentioneaza ca, pentru condiţii de incarcare statica, in cazul 
cadrelor ductile, trebuie sa se asigure capacitate de rotire R >3.0^ ,̂ iar in condiţii seismice 
R=7.0-9.0 (Chopra&Newmark)''"^' Având in vedere figura 4.16 si tabelul 4.2 se pot 
defini armatoarele limite,L/b, L/d, pentru profile IPE: 

• Ductilitate ridicata {H, clasa 1) 
• Ductilitate medie (A/, clasa 2) 
• Ductilitate redusa (L, clasa 3) 

8 < L/d < 16 
16 < L/d <35 
L/d > 35 

30<L/b<64 
64<L/b < 100 
L/b >100 

(4.26) 
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6000 

4500 5000 5500 

Fe360 

6500 7000 7500 8000 8500 

Fe 360 

Lsb 

9000 

â 

40 
10,76 

Ductilitate redusa 

53,33 
14,35 

66,66 
17,94 

Fig. 4.16 Influenta deschiderii 
Fig. 4.16 Influence of beam span 

1PE300 
L=3000..6000mm 

Fe360 

80 L / b 
21,53 L /d 
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Tabel 4.2 Limite L/l?, L/d 
Table 4.2 Limits L/b, L/d 
Profil 

IPE 
200 

L=3000 (mm) L=4000 (mm) L=SOOO (mm) L=6000 (mm) î Profil 

IPE 
200 

17b L/d ROD m L/b L/d RcaD m L/b L/d L/b L/d 
Profil 

IPE 
200 

60 16,39 9,14 80 21,85 6,85 100 27,32 5,48 120 32,78 4,56 

IPE 
240 

50 13,61 10,36 66,66 18,14 7,77 83,33 22,68 6,22 100 27,22 5,18 

IPE 
300 

40 10,76 9,74 53,33 14,35 7,50 66,66 17,94 5,84 80 21,53 4,87 

IPE 
360 

35,29 8,72 12,2 47,05 11,62 9,14 58,82 14,53 7,32 70,58 17,44 6,10 1 

Profil L=6000 (mm) L=7000 (mm) L=8000 (mm) L=9000 (mm) 
L/b L/d 'VaD m LA) L/d L/b L/d LA) L/d 

IPE 
400 

66,66 16,08 6,42 77,77 18,76 5,51 88,88 21,44 4,82 100 24,12 4,28 

IPE 
500 

60 12,82 7,8 70 14,95 6,66 80 17,09 5,84 90 19,23 5,20 

IPE 
600 

54,54 10,67 9,65 63,63 12,45 8,27 72,72 14,23 7,24 81,81 16,01 6,43 1 

•d=h-2tf 
Pentru clasificarea elementelor, in practica de proiectare se propune folosirea limitelor (4.26) 
si (2.9) pentru delimitarea capacitatii de rotire. In tabelurile 7.7, 7.8, 7.9, 7.10 se prezintă 
variaţia capacitatii de rotire in funcţie de deschiderea elementului pentru profilele comerciale 
de tip EPE, HEB, HEA. In concluzie, influenta deschiderii elementului conduce la 
subevaluarea capacitatii de rotire si prin urmare acest efect trebuie introdus, atat in 
EC-3 cat si in normele tarilor (Grecia, Romania) care au adaptat aceasta norma. 

4.5.2 Influenta forţelor gravitaţionale 

In cazul cadrelor reale in afara forţelor orizontale actioneaza simultan si forţele gravitaţionale, 
provenite din incarcari permanente si utile, afectand modul de deformare a grinzilor prin 
schimbarea punctului de inflexiune (Fig. 4.6). Influenta forţelor gravitaţionale se studiaza cu 
ajutorul grinzii standard de tip SBl, SB2, folosand deschiderea standard, Lsb (Fig. 4.1b,c); din 
figura 4.2, 4.3 se determina deschiderea standard in funcţie de marimea forţelor 
gravitaţionale, Mp/qL .̂ 

In figura 4.17 se constata ca, forţele gravitaţionale reduc esenţial capacitatea de rotire a 
grinzilor datorita schimbării modului de deformare provacand capacitati de rotire diferite, 
R CAP L, R CAP R , functie de locul formarii articulaţiilor plastice. In cazul capacitatii de rotire 
din partea stanga, R capx» atunci cand una din articulaţiile plastice se formeaza inspre mijlocul 
grinzii (Fig. 4.1c), Mp/qL^< 0.25, capacitatea de rotire scade treptat pana cand schimbarea 
poziţiei formarii articulaţiilor plastice, Mp/qL^> 0.25, semnaleaza creşterea acesteia 
(Fig.4.17). In cea ce priveşte partea din dreapta, R capR , se observa o diminuare succesiva a 
capacitatii de rotire capabile cu marirea raportului Mp/qL .̂ Dar, situatiile cand una din 
articulaţiile plastice se formeaza inspre mijlocul deschiderii apar rar, numai in cazul cadrelor 
solicitate predominant gravitaţional, la nivelurile superioare ale cadrelor multietajate, dar 
chiar si in aceste cazuri sunt necesare forte orizontale suplimentare pentru ca dupa formarea 
primei articulaţiei plastice, la moment negativ, sa se formeze si a doua la moment pozitiv. 

Efectul fortelor gravitaţionale introduce doua aspecte foarte importante: 
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-neuniformitatea deformabilitatii grinzii datorita schimbării deschiderii de lucru, impusa de 
diagrama momentului incovoietor, introduce o asimetrie la capacitatea de rotire a 
articulaţiilor plastice; 
-secţiunile considerate de clasa 1, in EC-3, se comporta avand capacitatii de rotire reduse in 
funcţie de marimea fortelor gravitaţionale. 

SBl - SB2 
rPE 300(Fe 360) 

L=6000mm 

1.5 Mp / qL̂  

O 0.1 02 0.3 0.4 05 0.6 0.7 08 

Fig. 4.17 Influenta fortelor gravitaţionale 
Fig. 4.17 Influence of gravitaţional loads 

Trebuie remarcat faptul ca, in general, influenta fortelor gravitaţionale asupra capacitatii de 
rotire nu este luata in considerare nici in normele de calculul structurilor metalice (EC-3, 
AISC) nici in normele de proiectare antiseismica (EC-8, UBC, ECCS) deoarece definiţia 
ductilitatii sau capacitatii de rotire nu este legata direct de schimbarea punctului de inflexiune 
care apare in procesul real de deformare. Prin urmare rezolvarea problemei va veni prin 
introducerea unei metodologie utilizând grinzile standard, SBl, SB2 precum si deschiderile 
standard, Lsb-

In figura 4.18 se arata efectul sistemului de incarcare asupra capacitatii de rotire. In cazul 
cand se tine cont numai de efectul fortelor orizontale, Ms, se observa supraevaluarea 
capacitatii de rotire a elementului cu 20% in comparaţie cu situatia luării in considerare atat a 
fortelor gravitaţionale, Mp/qL^=0.30, cat si a fortelor orizontale (Fig. 4.18a). Evident, 
supraestimarea va fi cu atat mai mare cu cat fortele gravitaţionale se măresc. Folosirea 
coeficientului de siguranţa, Ym, diminueaza partial efectul neluarii in considerare a fortelor 
gravitaţionale, totuşi in situatii cand raportul Mp/qL^ devine mai mic decât 0.60 este necesara 
folosirea unui coeficient de reducere suplimentar egal cu, rq=0.80 ; relaţia (4.21) devine: 

R - r ^ ĉap.m r M 
(4.27) 

rq=1.0 atunci cand Mp/qL >0.60, iar rq=0.80 atunci cand Mp/qL < 0.60 

In general se recomanda folosirea coeficientului rq, in cazul structurilor predominant solicitate 
la incarcari gravitaţionale cum sunt halele de depozitare multietajate, structuri multietajate cu 
un număr mic de niveluri avand deschideri mari, etc. Privând problema deformabilitatii 
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diferite, R capL, R cap R , se recomand folosirea limitei inferioare a capacitatii de rotire 
datorita schimbării semnului tensiunilor in zona formarii a articulaţiilor plastice. Deasemenea, 
se poate observa in figura 4.18b ca, prin utilizarea lui Ym se poate calibra neajunsul descrierii 
comportării la moment pozitiv a grinzii SBl, putând fi folosita in exclusivitate pentru calculul 
capacitatii de rotire a grinzilor cadrului (fig. 4.18c). 

a) 15.5 IPE 300(Fe 360) 

C) 

• Ms(Ru),SBl 

-MsiTîu/yM). SBUFig. 4 la) 

• Ivh +s (Mp /qL2=0 30),SB2(Fig.4. lb,c) 

• M\+s (Mp /qL2=0 60),SB2(FigL 4 lb,c) 

3.5 
3000 

b) 

0.2 

3500 4000 4500 5000 5500 6000 

IPE 300 
L-6000mm 

-A—Rij/vM(SBl) 
- » - R u ( S B 2 ) 

Mp/qL^ 
0.3 0.4 0.5 0.6 0.7 0.8 

Fig. 4.18 Influenta sistemului de incarcare 
Fig.4.18 Influence of loading system 
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4.5.3 Influenta calitatii otelului 

Calitatea otelului definita atat prin proprietăţile mecanice-chimice cat si prin modul de 
fabricare al profilelor laminate, caracterizeaza modul de cedare al unui element sau in general 
al intregii structurii. Evaluarea acestei influente reprezintă o problema deosebit de dificila 
datorita parametrilor de natura diferita care intervin (factori metalurgici, mecanici, de 
producţie, etc), totodata fiind deosebit de importanta pentru ca introduce efectul ductilitatii 
materialului in calculul capacitatii de rotire. Diminuarea ductilitatii materialului conduce la 
subestimarea tuturor nivelurilor de ductilitate (sectiune-element-imbinare-cadru). In acest 
paragraf se pune, strict, problema mărcii otelului, iar aspectele legate de variabilitatea 
proprietăţilor mecanice se detaliaza in paragraful următor. 

In figura 4.19 se prezintă efectul mărcii otelului asupra capacitatii de deformare. Se constata 
ca, mărcile inferioare, Fe 360, Fe 430, permit obţinerea unor capacitati de rotire medii sau 
ridicate in comparaţie cu mărcile superioare, Fe 510 (Fig. 4.19a). In ultimul timp pe plan 
mondial exista tendinta de a utiliza oteluri cu calitati superioare sudabile avand rezistente 
ridicate; in tabelul 4.2 se prezintă oteluri de acest tip produse atat in Europa cat si in alte tari 
ale lumii, incercate de diferiţi autori 

Tabel 4.3 Caracteristicile mecanice otelurilor de rezistenta ridicata 
Table 4.3 Mechanical properties of high strengi th Steel s 

1 Marca fy (N/mm )̂ fu (N/mm )̂ ly/fu 
460 550 0,836 
420 520 0,807 

HSL-80''' 600 675 0,888 
HT-590'̂ - 504,8 611,40 0,825 
HT-780'" 760,3 837,9 0,907 1 

1 SNCM 630'" 1030,3 1265,3 0,814 1 

In figura 4.19b se arata reducerea drastica a capacitatii de rotire a elementelor executate din 
oteluri cu rezistente ridicate, insa aceste elemente prezintă rotiri elastice, la nivel de moment 
plastic, foarte mari in comparaţie cu elementele executate din mărci inferioare (Fig. 4.19c). In 
general grinzile executate din otelurile cu rezistente ridicate au capacitati de rotire reduse, 
R=2.0. . .4.0. Asemena concluzii se remarca si in alte lucrări experimentale 

Parametrul care descrie cel mai corect rezerva de deformare postelastica a unui element 
structural este dat prin raportul de curgere, fy/fu. In figura 4.20 se prezintă variaţia lui fy/fu, 
pentru otelurile folosite in Europa, indicandu-se ca marirea raportului conduce la scaderea 
capacitatii de rotire. Totodata se poate observa importanta diferenţei valorice intre limita de 
curgere si limita de rupere (cazul Fe 430). Pentru proiectarea se recomanda alegerea unor 
oteluri cu fy/fu= 0.60-0.75 pentru obţinerea unor capacitati de rotire adecvate pentru asigurarea 
ductilitatii locale ale grinzilor. 

In concluzie, se propune utilizarea otelurilor de marca Fe 360, Fe 430 in cazul structurilor 
seismo-rezistente, iar folosirea otelurilor de marca superioara, Fe 510, sau cu rezistente 
ridicate atunci cand structura este proiectata sa ramina in stadiul elastic, in timpul 
cutremurelor severe. Pentru cazul structurilor cu deschideri mari solicitate la incarcari 
gravitaţionale mari, amplasate in zone seismice, a căror cerinţele de rezistenta sunt ridicate, se 
propune hibridizarea cadrului, adaca executarea grinzilor din otelurile de mărci inferioare, Fe 

113 

BUPT



360, ele fiind elementele disipative, iar stâlpii din otelurile de rezistenta ridicata. Totuşi 
aceasta problema trebuie privita global tinand seama de modul de rezolvare a imbinarilor 
(tehnologie de execuţie a sudurilor) precum si comportarea intregii structurii. 
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Fig. 4.19 Influenta mărcii otelului 
Fig. 4.19 Influence of steel grade 
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Fig. 4.20 Influenta raportului fy/fu 
Fig. 4.20 Influence of yield ratio 

4.5.4 Influenta variaţiei caracteristicilor mecanice 

Variaţia caracteristicilor mecanice pot proveni din doua cauze de natura diferita, fie datorita 
variabilitatii proprietăţilor mecanice, fie datorita faptului ca proprietăţile mecanice si in 
special limita de curgere, sunt influentate de condiţiile de incarcare. In acest paragraf se va 
discuta numai primul aspect, iar in paragrafele 4.7,4.8 se va detatia al doilea aspect. 

Se cunoaşte ca determinarea atat a limitei de curgere cat si a limitei de rupere se evalueaza pe 
cale statistica. In literatura de specialitate sunt cunoscute asemenea analizê "* insa prelucrarea 
statistica elaborata in Universitatea din Napoli'̂ ^ intr-o activitate de certificare a calitatii 
otelului, probele fiind preluate din elementele de structuri metalice, se considera cea mai 
completa (anexa A.n.1-3). Luând in considerare aceste limite care tin cont de grosimea 
plăcilor componente a secţiunii transversale, se determina limitele fy, fu a unor profile 
laminate de tip IPE (Tabel 4.4a). De asemnea se foloseste lucrarea lui Cecconi et.al'^' (in 
cadrul careia sunt analizate profile laminate, 4902 de date, pentru St 275 si 5113 pentru 
St 355) pentru determinarea limitei fy in funcţie de grosimea plăcii (Tabel 4.4b). Diferentele 
intre cele 2 colecţii de date sunt mici de ordinul 1-3%, ceea ce indica corectitudinea 
rezultatelor. Din analizarea datelor se remarca faptul ca, mărcile inferioare,Fe 360, sunt 
influentate mai mult de variabilitatea limitei de curgere fata de valoarea nominala (14-28%), 
iar mărcile superioare, Fe 510, arata valori relativ mai mici, (8-18%). 

In figura 4.21 este de observat ca variaţia limitei de curgere produce subevaluarea capacitatii 
de rotire intre 14-20% in fimctie de marca otelului, mărcile inferioare fiind mai sensibile. 
Totuşi aceasta reducere poate fi mai mare depinzând de mai mulţi factori cum sunt 
deschiderea elementului, efectul incarcarilor gravitaţionale, fenomenul ecruisarii, etc, 
estimarea exacta fiind greu de determinat. Din alt punct de vedere, se observa ca in general, 
inimile profilelor dezvolta limite de curgere mai mari fata de tălpi fapt care explica voalarea 
completa a tălpii, iar in inima, cateodata, se formeaza mecanisme plastice incomplete. 

Din analizarea normeleor europene EC-3, EC-8, se constata urmatoarele: 
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-In EC-3^^nu este prescris un inteval in care sa fie definita limita de curgere superioara, 
fymax, si limita inferioara, fymin, iar in anexa C a Eurocodului 3 nu sunt date, suficiente si 
clare, asupra variaţiei limitei de curgere. 
-In EC-8^^ , §3.7, sunt date specificaţii atat calitative cat si cantitative (Tabel 3.1) totuşi intr-
un mod mai general, limita superioara fiind nespecificata. 

Tabel 4.4a Determinarea caracteristicilor mecanice profilelor IPE [42] (Anexa A II) 

1 Profil Fe360 Fe430 FeSlO 1 Profil 
fyf fuf fyw fuw lyf fuf fyw fuw ¥ fuf fyw fuw 

IPE 
200 

294,2 432,4 300,7 436,1 315,5 472,9 318,2 473,1 418,8 550,8 427,5 559,8 

IPE 
270 

290,4 432,9 298,5 431,9 314,0 472,9 317,3 473,0 413,7 553,5 424,5 558,4 

IPE 

1 

289,3 433,0 297,4 432,0 313,6 472,8 316,8 473,0 412,2 552,8 423,0 557,7 

IPE 
360 

284,7 433,5 295,3 432,3 311,7 472,7 316,0 472,9 406,2 550,1 420,3 556,4 

IPE 
1 400 

282,9 433,7 294,0 432,5 311,0 472,7 315,5 472,9 403,8 549,4 418,5 555,6 

IPE 
1 600 

270,6 435,2 286,3 427,1 306,1 472,5 312,4 472,8 387,5 541,6 408,4 551,1 

Tabel 4.4b Determinarea caracteristicilor mecanice profilelor IPE [126] 

1 Profil St 275 St 355 1 Profil 
fyf fyw fyf fyw 

IPE 200 302,71 303,70 384,39 389,97 
IPE 270 311,91 311,67 401,74 387,72 
IPE 300 311,05 309,31 400,74 386,84 
IPE 360 307,61 305,07 396,85 385,27 
IPE 400 306,24 302,24 395,29 394,22 
IPE 600 296,78 308,82 384,57 398,21 1 
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Fig.4.21 Influenta variabilitatii limitei de curgere 
Fig. 4.21 Influence of yielding strength variability 
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In tablele 4.4a, 4.4b se observa ca profilele laminate, in funcţie de marca otelului si grosimea 
plăcilor componente,nu respecta condiţia impusa de EC-8 (Tab.3.1) depasand cu 15-25% 
valoarea nominala folosita in calculul, justificandu-se in acest fel condiţia severa din EC-8. 
Realizarea unor structuri la care coeficientul de degradare sa fie acelaşi in toate elementele 
unei structuri impune asigurarea calitatii prin definirea unor noi metodologii de asigurare a 
producţiei laminatelor, dezvoltandu-se insigne noi de calitate, CE, care vor sta la baza pentru 
colectarea unor date cat mai uniforme pentru rezolvarea acestor probleme de natura 
probabilistica. 

In vederea stabilirii unei metodologii de calculul si de verificare a ductilitatii este absolut 
necesar sa fie definita limita superioare de curgere. Luând in considerare diferitele nivele de 
ductilitate, in fimctie de factorul de comportare, q, adoptat precum si limitele capacitatii de 
rotire se propun urmatoarele limite pentru profilele laminate (Tab.4.5); creşterea cerinţelor de 
ductilitate conduce la marirea limitelor adoptate. 

Tabel 4.5 Limita de curgere superioara pentru profile IPE 

q IPE 1 
fymax (N/mm )̂ | 

Fe 360 Fe430 FeSlO 1 
q>4 .0 

R>7.50 
320 350 465 

2 <q < 4.0 
4.5 < R <7.50 

300 320 420 

q<2 .0 
1.50<R<4.0 

265 305 385 

Aşadar, cu aceste valori trebuie sa se calculeze capacitatea de rotire capabila, Rcap, precum si 
rotirea de rupere, Ĝ  f , pentru impiedicarea apariţiei fisurilor. Atunci cand nu se lucreaza cu 
limita superioara, pentru asigurarea condiţiilor de dezvoltare a ductilitatii locale intr-un mod 
securitar este absolut necesara folosirea coeficientului de siguranţa, Ym, pentru calibrarea 
efectului variabilitatii limitei de curgere (Fig. 4.22). 
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Fig. 4.22 Influenta limitei superioare de curgere 
Fig. 4.22 Influence of upper yield limit 
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Influenta grosimii tălpii grinzii in cadrul conceptului stâlp putemic-grinda slaba poate 
conduce la formarea articulaţiilor plastice in stâlpii deoarece secţiunile grinzilor (IPE) sunt 
mai subţiri in comparaţie cu secţiunile stâlpilor (HEB-HEA). Pentru inlaturarea acestor 
fenomene se propune fie hibridizarea structurii folosind rigle de marca inferioara fata de 
stâlp, in acest fel creind condiţii de dezvoltare a articulaţiilor la capetele grinzilor, fie metode 
de dirijare a articulaţiilor plastice in locuri predeterminate in prealabil (ex. elemente cu 
secţiune redusa, dogbone concept). 

4.5.5 Influenta nedezvoltarii complete a mecanismului inimii 

Din observaţiile experimentale se evidentiaza ca inima uneori nu formeaza complet 
mecanismul plastic de cedare, o parte a inimii ramane in stadiul elastic (Fig. 4.23a). Una din 
cauze care poate produce acest lucru este atunci cand limita de curgerea a inimii, f,̂ ,, este 
mai mare in comparaţie cu limita de curgere a tălpii, f.f. In tabelul 4.4 se arata ca f,̂ , este cu 3-
5% mai mare decât Totuşi aceasta creştere nu este foarte semnificativa dar avand in vedere 
dificultatile determinării exacte a proprietăţilor mecanice si influenta grosimii, se pot ivi 
cazuri in care capacitatea de rotire se reduce datorita nedezvoltarii complete a mecanismului 
plastic al inimii. Asemenea cazuri se pot produce in cazul incarcarilor ciclice cand schimbarea 
semnului tensiunilor se face relativ repede nepermitand dezvoltarea completa a mecanismului 
inimii (Fig. 4.23b). 

Fig. 4.23 Fenomenul nedezvoltatii complete a mecanismului inimii 
Fig.4.23 In complete development of web plastic mechanism 

Dupa cum se poate observa in figura 4.24a efectul dezvoltării incomplete a mecanismului 
inimii conduce la reducerea succesiva a capacitatii de rotire, in ftinctie de lungimea liniei de 
curgere ramasa in stadiul elastic, le, depinzând de raportul li/lc. In cazuri extreme pentru 
1/ lc=0.20,dezvoltarea liniilor numai cu 20% din lungimea completa, Ic, se remarca o reducere 
cu 85% a capacitatii de rotire in comparaţia cu dezvoltarea completa a mecanismului plastic. 
Evident contributia inimii pentru dezvoltarea unor capacitati de rotire ridicate este esenţiala. 

In realitate masurarea lungimii liniilor de curgere ramase in stadiul elastic este imposibila. 
Pentru quantificarea acestui parametru coeficientul de siguranta,yM, acoperă situatiile 
normale, insa cand se considera situatii speciale, li/lg <0.80, se recomanda reducerea 
capacitatii de rotire cu cca 15-50% in funcţie de severitatea fenomenului de lungimea 
deschiderii precum si nivelul cerinţelor de ductilitate admise (Fig. 4.24b). Prin urmare relaţia 
generala pentru calculul capacitatii de rotire se poate scrie: 
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R = r cap m w 

R. 
(4.28) 

M 

=1.0candli/lc>0.80. 
r,v=0.75-0.50 cand li / Ic <0.80, funcţie condiţiile de incarcare si deschiderea elementului. 

a) 
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Fig. 4.24 Influenta nedezvoltarii complete a mecanismului inimii 
Fig. 4.24 Influence of in complete web plastic mechanism on rotation capacity 

4.6 Factori ce influeDteaza capacitatea de rotire a stâlpilor 
4.6.1 Influenta forţei axiale 

In general, elementele verticale au o capacitate de deformare inelastica mai mica in 
comparaţie cu elementele orizontale datorita naturii solicitării (interacţiune M-N-V). In figura 
4.25 se prezintă, pentru profile de tip HEB,HEA, efectul forţei axiale asupra capacitatii de 
rotire. Prezenta forţei axiale influenteaza drastic capacitatea de rotire in domeniul np< 0.10 
datorita interacţiunii M-N (anexa A. VI) dupa care urmeaza stabilizarea comportării inelastice, 
deoarece se considera ca diminuarea momentului plastic datorita prezentei efortului axial se 
reduce datorita ecruisarii"^. Din alt punct de vedere, profilele clasificate dupa EC-3 in clasa 1 
se comporta avand capacitatii de rotire reduse, cea ce justifica propunerea schimbării modului 
de clasificare a secţiunilor trecând la o încadrare dupa nivelul ductilitatii a elementului. De 
asemenea, profilele de tip HEB prezintă capacitati de rotire cu cca 50 % mai mari in 
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comparaţie cu HEA datorita limitelor de supleţe mai mici, insa prezentând pericolul de 
fisurare mai mare.Luand in considerare figura 4.25 se pune problema limitării forţei axiale. 
Având in vedere conceptul stâlp putemic-grinda slaba, tinand cont ca stâlpul trebuie sa ramina 
in stadiul elastic, precum si creşterea momentelor de dimensionare in nod, se considera ca 
limitarea efortului axial ar conduce la supradimensionarea exagerata a stâlpilor. Acest aspect 
este evidentiat in EC-8 (§3.5.4.3, pentru stâlpii), iar pentru grinzi se propune limitarea 
efortului axial (§3.5.4.2) avand in vedere modul disipativ de lucru al ei. 

a 
2 ae 

H= aOOOmm 
Msup / Minf.= O 

Fc360 

HE240 B 

HE240A 

np= N / Np 

0,05 0,1 0,15 0,2 0,3 0,4 0,5 

Fig.4.25 Influenta forţei axiale 
Fig.4.25 Influence of axial force 

Totuşi, pentru cazul stâlpilor care aparţin unor structuri de rezistenta foarte ductile, q >5.0, se 
considera necesara limitarea efortului axial. In acest caz este foarte important modul de lucru 
a stâlpului. Din figura 4.26 se poate observa ca in cazul momentelor de semne contrare la 
capatele stâlpului, Msup/Minf=-1.0...-0.25, se obţine creşterea capacitati de rotire in domeniul 
np=0.20..0.40. Pe de alta parte neexistenta punctului de inflexiune conduce la reducerea 
progresiva a rotirii, np=0.15...0.40. Pentru a putea limita efortul axial se studiaza raportul 
Rcap/Rr care ne informeaza asupra limitei la care pot aparea fisuri la talpa comprimata a 
stâlpului (Fig.4.27). Prin urmare pentru asigurarea cerinţelor ridicate de ductilitate locala-
globala, in condiţii de siguranţa, se propune limitarea efortului axial la np< 0.25. 
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Fig.4.26 Influenta interacţiunii M-N 
Fig.4.26 Influence of interaction M-N 
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Fig. 4.27 Limitarea efortului axial 
Fig. 4.27 Limitation of axial force 

4.6.2 Influenta locului formarii a articulaţiilor plastice 

Forma diagramei momentului incovoietor, fig.3.14, afecteaza atat locul formarii a 
articulaţiilor plastice cat si capacitatea de deformabilitate. In figura 4.28 se arata variaţia 
capacitatii de rotire in funcţie de forma diagramei momentului si marimea raportului 
Msup/Minf Stâlpii care lucreaza in dubla curbura prezintă capacitati de rotire mai ridicate in 
comparaţie cu stâlpii care lucreaza in simpla curbura deoarece existenta punctului de 
inflexiune imparte elementul in 2 segmente formând condiţii de deformare mai favorabile. 
Cazul formarii articulaţiilor plastice la baza stâlpului, in cazul momentelor de sens contrar, 
Msup/Minf =0...0.50, conduce la reduceri semnificative a capacitatii de rotire datorita faptului 
ca toata capacitate de deformare se concentrează intr-un loc fiind necesara o rotire,9u, mai 
mare pentru preluarea eforturilor. Totuşi trebuie considerat modul de cedare al stâlpului; in 
primul caz (dubla curbura, Msup/ Mmf= -1.0...-0.25) cedarea se poate produce prin plastificarea 
in secţiunile de la extremitatile barei, atunci cand solicitările maxime apar in talpa 
comprimata producandu-se apariţia fisurilor care vor crea condiţii de dezvoltare unor cedări 
fragile. In cazul al doilea (simpla curbura, Msup/Mujf =0...0.50) cedarea se produce intr-o 
secţiune centrala. 

In figura 4.29 se prezintă modul de cedare in funcţie de marimea raportului momentului si 
acţiunea simultana a fortei axiale. Aşadar, in situatia formarii mecanismului etajului exista 
posibilitatea cea mai mare de apariţia fisurilor afectand atat comportarea globala a cadrului 
cat si comportarea locala producandu-se cedări locale neprevăzute. 

Pe baza acestor constatari dimensionarea cadrelor in conformitate cu conceptul capacitatii de 
rezistenta nu trebuie sa conducă la rigiditati ale stâlpilor foarte mari in comparaţie cu cele ale 
grinzilor, luând in considerare si efectul planseului, favorizand situatiile intermediare, 
Msup/Muif= -0.50...-0.25, cu punct de inflexiune . Din acest punct de vedere se evita formarea 
mecanismului de etaj, iar pe de alta parte capacitatea de rotire ale stâlpilor se afla la un nivel 
ridicat de ductilitate. Recomandarea sus mentionata este absolut necesara in cazul stâlpilor 
parterului la care apariţia articulaţiilor plastice este inevitabila. In cazul cand rezulta stâlpii 
care lucreaza ca nişte console se recomanda ridicarea mărcii otelului la stâlpi fata de 
grinzile, de ex. de la Fe 360 la Fe 430, mărind in acest fel rezistenta fţu-a a schimba rigiditîtttar| 
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Fig.4.28 Influenta diagramei momentului 
Fig. 4.28 Influence of moment diagram 
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Fig. 4.29 Influenta modului de cedare 
Fig. 4.29 Influence of fracture mode 

4.6.3 Influenta zveltetei 

In general, in cazul cadrelor pentru formarea unui mecanism global cedarea trebuie sa provină 
datorita incovoierii si voalarii secţiunilor impiedicandu-se colapsul global datorita apariţiei 
fenomenului flambajului prin incovoiere-torsiune. Dezvoltarea acestui mecanism depinde de 
zveltetea stâlpilor, zveltetea adimensionala, "T", reprezintă parametru de legătură intre 
probleme de stabilitate si cele de ductilitate ale stâlpilor. Totuşi in cazul problemelor de 
ductilitate trebuie sa se studieze impreuna efectul forţei axiale si modul de influenta a 
momentului pentru dezvoltarea controlata a articulaţiilor plastice. Acest studiu se realizeaza 
cu ajutorul grinzii standard de tip SBl luând in considerare condiţiile reale de deformare a 
stâlpului (Fig. 4.7). In figura 4.30 se prezintă interacţiunea M-N asupra zveltetei 
adimensionale^^, remarcandu-se reducerea drastica a capacitatii de rotire, mai ales atunci cand 
stâlpul lucreaza ca o consola, in fiinctie de creşterea zveltetei si eliminarea punctului de 
inflexiune din diagrama momentlului; aceasta reducere poate fi intre 40-80% depinzând de 
semnul momentului la capete. Prin urmare se pune problema limitării zveltetei pentru 
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menţinerea capacitatii de rotire capabile la un nivel ridicat. In general, pentru profilele HEB, 
se propune limitarea zveltetei adimensionale intre 0.45...0.55 indiferent de forma diagramei 
momentului. Totuşi, in realitate este greu de satisfacut aceasta condiţie; prin urmare pentru a 
menţine ductilitatea capabila la un nivel ridicat este necesara conformarea corecta a stâlpilor 
favorizand cazul incovoierii in dubla curbura. 

HE240B 
H=2500,3000,3500,4000min 

np=0.10 

— M s u p / M m f = - 1 O 

— • — M s u p / M i n f =-0 .5 

• M s u p / M m f = 0 

)t=(Np / Ncr) 0.5 

O 0,1 0,2 0,3 0,4 0,5 0,6 0,7 0,8 0,9 

Fig. 4.30 Influenta zveltetei adimensionale 
Fig. 4.30 Influence of non dimensional slendemess 

Natura complexa a interacţiunii forţei axiale si momentului incovoietor asupra 
deformabilitatii stâlpilor cadrelor impune introducerea unei metodologii de calcul prin 
folosirea grinzii standard, fig. 4.7. In EC-3 (§5.2.7(1)) este pomenita numai calitativ 
necesitatea unei metodologii, criteriul clasificării secţiunilor (§5.2.7(2)) dovedindu-se 
nesatisfacator. In aceste condiţii se propun relaţiile (4.29a,b) pentru calculul capacitatii de 
rotire a stâlpului care rezulta din analizarea statistica unui număr mare de testări numerice cu 
ajutorul programului DUCTROT'95 (Fig.4.31a,b). Pentru obţinerea acestor relaţii 
aproximative s-au luat in considerare principali factori de influenta; atat parametri geometrici-
mecanici, care afecteaza comportarea locala postelastica la nivel de material, fy, si de 
secţiune, b/t, cat si parametri care afecteaza comportarea globala posterlastica, cum sunt 
efectul interacţiunii M-N forma diagramei momentului precum si zveltetea adimensinala care 
introduce modul de lucru a stâlpului in domeniul plastic: 

f - b r -
= 1481,3 Pi-Vfy 

^ X 

-134 

np=0.10, M,ap/M^<0 (4.29a) 

R„ = 5099,9f;L7Vfy 
V t / 

-1.61 

unde: 
b/trlimita de supleţe a tălpii, 
fy-limita de curgere. 
X,-zveltetea adimensionala. 

np=0.40,Msup/M^<0 (4.29b) 

N j h'EIML^ 
Lsb-deschiderea grinzii standard, calculata conform figurii 4.6. 
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Relaţiile (4.29a,b) acopera domeniul uzual al practicii de proiectare, Msup/Mu,f̂  -1. .0, 
H=2500...4000mm, pentru profile HEA,HEB-100...600. Pentru situatiile cand M s ^ / M ^ 
0.25 .0.50 se aplica un coeficient aproximativ de corecţie, Cm (Fig.4.28) Prin urmare relaţia 
generala (4.24), pentru stâlpul cadrului, se poate scrie: 

ĉap m ~ ̂ M 
R. 

(4.30) 
M 

Ru-capacitatea de rotire a stâlpului (4.29a,b) 
YM-coeficient parţial de siguranţa. 
CM-coeficient de corecţie care tine cont de forma diagramei momentului. Cm=1.0, M s u p / M u i f = -

1... O, Cm=0.80 cand Msup/M^.25, Cm=0.70 cand Msup/Muir=0.50. 

In figura 4.32a,b se prezintă corelarea, cu ajutorul indicilor statisticii, intre programul 
DUCTROT'95 si relaţiile simlificate (4.29a,b) pentru calculul capacitatii de rotirea a 
articulaţiilor plastice la stâlpii cadrului, aratandu-se o buna acoperire a rezultatelor obtinute. 

a) 25 — 

2 0 -

15 -

1 0 -

5 -

Relaţie 4.29a 
• n p = 0 10 

Valori aproximative 
obtinute cu 

DUCTROT'95 

25 50 75 100 125 ^fy^'/t, 

• n p = 0 . 4 0 

^ Valori aproximative 
obtinute cu 

; DUCTROT'95 

20 40 60 80 100 120 140 

Fig.4.31 Determinarea relaţiei de calcul a capacitatii de rotire stâlpului 
Fig.4J1 Determination of relationship for evaluation of column rotation capacity 
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Fig. 4.32 Corelarea intre programul DUCTROT si reiattile simplificate (4.29a,b) 
Fig. 4.32 Correlation between the relation (4.29a,b) and DUCTROT 

Analizand condiţia din EC-3 privând criteriul dezvoltării articulaţiilor plastice in stâlpii 
cadrelor necontravantuiti (§5.2.7(3)), k < 0.32/(np)'^^ se constata ca acest criteriu este 
valabil numai in cazul stâlpilor care lucreaza in dubla curbura, iar in cazul stâlpilor 
incovoiati in curbura simpla aceasta limita dovedinduse nesatisfacatoare pentru 
dezvoltarea unor articulatii plastice cu suficienta capacitate de rotire; se propune 
limitarea zveltetei X < 0.20/(np)*'̂  (Fig. 433). Aceasta ultima condiţie indica, inca o data, 
necesitatea schimbării semnului pe inaltimea etajului dezvoltandu-se momente cu valori 
reduse la partea superioara a stâlpului, avand Msup< Mp , pentru proiectarea stâlpilor ductili in 
condiţii economice. 
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O 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 035 0 4 

Fig. 4.33 Influenta fortei axiale si zveltetei adimensionale 
Fig. 4.33 Influence of axial force and non dimensional slendemess 

4.6.4 Influenta calitatii otelului 

Problema calitatii otelului a fost pusa deja in paragraful 4.5.3,4.5.4; pentru cazul stâlpilor 
acest aspect trebuie privit in concordanta cu conceptul proiectării capacitatii de rezistenta. Se 
cunoaşte ca folosirea otelurilor de marca superioara impiedica deformabilitatea inelastica a 
stâlpilor conducând la capacitati de rotire foarte reduse, ajungand la o diminuare cu 50%, 
depinzând si de forţa axiala aplicata, fata de marca Fe 360 (Fig. 4.34). Insa strategia de 
proiectare a structurilor antiseismice, stâlp putemic-grinda slaba, necesita folosirea stâlpilor 
de mărci superioare, mai ales in cazul structurilor foarte ductile, q >5, asigurand formarea 
articulaţiilor plastice in locurile predeterminate din stadiul de proiectare, elimanand problema 
variabilitatii accidentale ale proprietăţilor mecanice precum si problema comportării stâlpilor 
ca nişte console. Este important sa se sublinieze ca, hibridizarea structurilor antiseismice 
constituie una din problemele de viitor trebuand studiata atat din punct de vedere al 

roiectarii, tehnologiei de execuţie precum si cel al condiţiilor economice. 

14 

12 -

10 -

d 8 ~ es > 1 8 ~ 

X 
6 -

4 T 

2 -

HE240B 
lMsupJMinf.=-1.0 

H=3000min 

Fe430 

FeSIO 

fy 
215 235 255 275 295 315 335 355 375 395 415 435 455 475 

Fig. 4.34 Influenta limitei de curgere 
Fig.4.34 Influence of yielding limit 
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4.7 Influenta vitezei de incarcare asupra capacitatii de rotire 

Invatamintale din seismele recente au evidentiat efectul vitezei de incarcare, in special in 
cazul seismelor de langa sursa, asupra deformabilitatii elementelor structurale, un efect neluat 
in considerare in calculul structurilor pana in prezent. Aşadar, tinand seama ca viteza de 
incarcare este cea care intervine pentru definirea limitei de curgere superioare, 
deformabilitatea fiind direct influentata de rata creşterii deformatiilor, se studiaza la nivel de 
element variaţia capacitatii de rotire grinzilor si stâlpilor. Calculul capacitatii de rotire 
influentata de viteza, Rv, se face folosand limita de curgere si cea de rupere determinate cu 

1 ft 1 1 ^^fl ajutorul relaţiilor obtinute exţjerimental, colectate din literatura de specialitate ' 

10^<e<10' = 1 + 2.77exp[0,162(loge - 3.74) 

^ = (l . l5- 7.71xl0-'f,) + (4.969xl0-^ -2.44xl0-'f ,)log8 e <10' 

(4.31a) 

(4.31b) 

In acest context, este util sa fie definit intervalul de influenta a ratei deformatiilor prin care 
poate fi exprimat efectul vitezei (Kaneko*^"^""''), (anexa XI). 

Importanta vitezei de incarcare se evidentiaza in figura 4.35; creşterea ratei deformatiilor 
produce marirea limitei de curgere cu 20-35% fata de valoare admisa in calcul, in domeniul in 
care forţele inerţiale sunt neglijate, cu 40-50%, in domeniul evenimentelor seismice, iar 
aceasta poate ajunge la 80% (Kobe) chiar 100%, in cazul seismelor cu caracter impulsiv. 
Aceasta variaţie a limitei de curgere, tinand seama ca limita de rupere nu creste proporţional, 
conduce la reduceri pana la 50% a capacitatii de rotire determinate in condiţii normale,Ru. 
Trebuie remarcat ca, chiar si in domeniul static, 10'^... 10'̂  sec"', capacitatea de rotire capabila 
scade cu cca 20-25%, cea ce inseamna ca acesta influenta trebuie luata in considerare pentru 
evaluarea limitei de curgere. 

0,9 -

0,8 -

0,6 ^ 

0,5 -

0,4 

Domeniul static 1 Domeniul ' Impact 

-
1 dinamic | 1 

IPE300 
1 L=S000iniii 

(Fe 360) 
Mp/qL̂  = 0.40 

-l 

j 1 
1 1,236 1,353 1,45 1,636 1,714 1,85 1,9 fysr/ fy 

l,00E-05 l,00E-03 1,00E-01 1,00E+01 5,OOE+Ol 5,00E+02 1,OOE+03 c (sec*) 

Fig. 4.35 Influenta creşterii ratei deformatiilor asupra deformabilitatii grinzilor 
Fig. 4.35 Influence of străin rate, in case of beams 
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Se cunoaşte ca determinarea capacitatii de rotire influentata de viteza, Rv, se poate evalua pe 
baza capacitatii de rotire monotone, Rcap.m, datorita modului asemanator de rupere a 
elementelor. Prin urmare, luând in considerare lipsa datelor experimentale privând capacitatea 
de rotire afectata de creşterea ratei deformaţii lor, se recomanda pentru activitatea de 
proiectare reducerea capacitatii de rotire capabile monotone cu ajutorul unui coeficient, r,, 
care tine seama de acest aspect. In figura 4.36 se poate observa ca folosirea coeficientului 
parţial de siguranţa, ym , poate calibra numai situatiile obişnuite, cutremurele in domeniul, 
e = 10"'... 10® sec"', iar pentru cazul seismelor de langa sursa trebuie aplicata o reducere 
suplimentara cu cca 20%. Ca atare relaţia generala (4.22b) se poate scrie: 

Rv ~ Rea 

R , = r > = 

ip.m £< 10" sec"' 

(4.32) 
M 

Rv = 0.80 Rcap„, lO'̂  < £ < 0.5x10^ sec"' 
unde: 

Ru- capacitatea de rotire ultima a grinzii. 
r, -coeficient de reducere care tine seama de efectul vitezei de incarcare (Tabel 4.6). 
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10.5 -

9 5 -

8.5 -

7.5 -

6 5 -

5.5 -

4 .5 -

IPE 300 
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• • R v (e =1 ,0E -03 / sec ) 

fl R v ( c = 1 . 0 E - 0 1 / s e c ) 

e R v ( e = 5 0 E - K ) l / s e c ) 

* R v (e = 5 0E-+O2/sec) 

1. s 
2500 3000 3500 4000 4500 5000 5500 6000 

Fig. 4.36 Determinarea coeficientului ^ , pentru cazul grinzilor 
Fig. 4.36 Evaluation of străin rate coefficient, rv, in case of beams 

In vederea stabilirii unor asemenea coeficienţi pentru cazul stâlpilor se studiaza efectul ratei 
deformatiilor in funcţie de nivelul forţei axiale si momentului incovoietor (Fig.4.37a,b). In 
figura 4.37a se arata ca si in acest caz factorul Ym poate sa acopere situatiile seismelor cu 
caracteristicile normale, « < 10"'sec '. Efectul forţei axiale impreuna cu acţiunea simultana a 
aplicarii vitezei de incarcare, de tip soc, devine foarte periculoasa in cazul inexistentei 
punctului de inflexiune, capacitatea de rotire a stâlpului reducandu-se pana la 55-60% (Fig. 
4.37b). 

Pentru cazul stâlpilor structurilor amplasate in zone cu seisme predominant de suprafaţa se 
considera absolut necesara limitarea efortului axial la cca 30% din capacitatea plastica axial, 
N= 0.30Np. In tabelul 4.6 se prezintă valorile propuse a coeficientului care tine seama de 
efectul modului de aplicare a vitezei, ry, in funcţie de rata creşterii deformatiilor. 
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Fig.4.37 Influenta modului de aplicare a vitezei asupra capacitatii de rotire a stâlpilor 
Fig.4.37 Influence of străin rate on rotation capacity of columns 
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Tabel 4.6 Valorile propuse pentu coeficientul de reducere care tine cont de efectul vitezei, r. 

Element Rata deformatiei Efectul Efectul forţei rv 
e(sec') momentului incovoietor axiale 

1 1.0 
GRINDA 10'<e< 0.5x10^ - - 0.80 

np<0.15 1.0 
e<10-' -1.0 <M3up/M,„f<-0.25 0.15 <np< 0.40 0.80 

np<0.15 0.90 
STÂLP -0.25< Msup / M,„f < 0.50 0.15 <np< 0.40 0.75 

np<0.15 0.80 
10 ' <e <0.5x10^ -1.0<Msup /M,nf<-0.25 0.15 <np< 0.30 0.75 

np<0.15 0.70 
-0.25< Msup / Minf < 0.50 0.15 <np< 0.30 0.60 I 

** Pentru obţinerea valorilor intermadiare se foloseste interpolarea. 

Nu in ultimul rand, trebuie mentionat lipsa in normativul european, EC-8, al abordarii 
efectului vitezei de incarcare atat la nivel global al comportării structurii (de ex. 
influenta modurilor superioare de oscilaţie) cat si la nivel local de element; dar nici in 
normele de interes naţional (PlOO-92, N.£.A.K'^^) nu sunt prescrise asemenea prevederi, 
totuşi existând zone cu seismele de tip soc (Banat, Romania, Aigio, Kalamata, 
Thessaloniki, Grecia). In EC-8^^ este prescris factorul de suprarezistenta, a=1.20, care tine 
seama de posibilitatea ca limita de curgere reala din grinda sa fie superioara celei de standard. 
In cazul efectului vitezei de incarcare acesta valoare ar trebui verificata din nou fiind 
neacoperitoare deoarece se remarca rapoarte a = fy sr / fy =1.40-1.80, creşterea ca urmare a 
vitezei de solicitare nu poate fi neglijata. înspre aceasta direcţie sunt necesare, pe de o parte 
studii experimentale pe subansamble sau cadre la scara pentru determinarea creşterii limitei 
de curgere si in general al comportării acestora sub influenta vitezei, iar pe de alta parte testări 
numerice pe diferite cadre utilizând accelerograme de acest tip si spectre de viteza. Desigur, 
problema trebuie privita per ansamblu, in primul rand este necesara elaborarea unor studii de 
microzonare din care, printre altele, vor rezulta mărimile posibile ale vitezelor de incarcare cu 
ajutorul carora se vor efectua experimentele sus mentionate pentru stabilirea limitei de 
curgere, in special limita superioara, precum si realizarea unor spectre de viteza. 

4.8. Influenta încărcărilor ciclice asupra capacitatii de rotire 

In general, influenta incarcarilor ciclice produce 2 fenomene: pe de o parte creşterea limitei de 
curgere datorita fenomenului de ecruisare, iar pe de alta parte acumularea deformatiilor care 
deteriorizeaza succesiv deformabilitatea elementelor structurale in funcţie de conformarea 
geometrica. Aceasta influenta devine predominanta in cazul seismelor de adancime mare care 
se manifesta departe de epicentrul focarului (de tip Vrancea in cazul României sau in cazul 
Greciei in inslulele din Marea Egee). 

In domeniul plastic, in condiţii de incarcare ciclica, limita de curgere se poate ridica la valori 
aproximativ 30-40% mai mari fata de valoarea nominala"^. In aceste condiţii se obţin 
reduceri cu 20-25% ale capacitatii de rotire, in cazul grinzilor (Fig. 4.38a). Deoarece 
rezistenta la rupere, fu, se măreşte intr-o masura mai redusa, se micsoreaza esenţial domeniul 
deformabilitatii plastice, fy / fu, trecerea elementului in stare fragila facandu-se mai repede 
(Fig.4.38b). 
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Fig. 4.38 Influenta fenomenului ecruisarii 
Fig.4.38 Influence of străin hardening 

Variaţia momentului pe lungimea grinzii, tinand seama si de forţele gravitaţionale, produce 
condiţii de deformare diferite ale capetelor grinzii, efectul ecruisarii creând condiţii de 
echilibru diferite, in cea ce priveşte capacitatea de rotire a articulaţiilor plastice formate la 
capetele grinzilor (Fig. 4.39). 

In EC-8 este prevăzut un factor de suprarezistenta care tine cont si de efectul ecruisarii pentru 
asigurarea formarii articulaţiilor plastice la grinzi, totuşi nu este cuantificata capacitatea de 
deformare a acestor articulaţii plastice pentru evitarea cedărilor locale. Pentru cazul 
incarcarilor ciclice, rezultatele observaţiilor experimentale, prezentate in paragraful 3.4.7, 
indica ca factori principali de deteriorare ai ductilitatii zveletetea elementului, efectul fortei 
axiale si supleţea secţiunii transversale. Deasemenea se cunoaşte ca in cazul incarcarilor 
ciclice capacitatea de rotire ciclica, Rc, se poate determina cu ajutorul capacitatii de rotire 
obtinute in condiţii m o n o t o n e ^ P r i n urmare in vederea stabilirii capacitati de rotire, Rc, 
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in condiţiile folosirii acesteia in practica de proiectare se analizeaza experimentele din 
literatura de specialitate^^ (anexa XII ). In acest context trebuie subliniat faptul ca, 
spre deosebire de experimente la incarcari monotone la care forţa creste in continuu pana la 
ruperea elementului,in cazul incarcarilor ciclice (cvasi-statice) alegerea biograficului 
incarcarii este legata de scopul cercetării putând evidenţia sau nu diferite aspecte globale sau 
locale ale comportării elementului in funcţie de procedeul adoptat de incarcare. Din aceasta 
cauza rezultatele experimentale nu pot fi comparate intre ele. Ca atare se incearca o evaluare 
cantitativa pe baza acestor rezultate, izolând principali factori de influenta, prin intermediul 
unui coeficient, rcCare intoduce efectul de deteriorare al ductilitatii asupra capacitatii capabile 
de rotire iniţiale, obtinute in condiţii monotone. 

Din prelucrarea datelor experimentale pentru obţinerea coeficientului de reducere, r̂ , se 
remarca urmatoarele: 

-Efectul ecruisarii impreuna cu utilizarea coeficientului parţial de siguranţa, Ym, in unele 
cazuri poate calibra influenta incarcarilor ciclice asupra capacitatii de rotire capabile (anexa 
A.XII.l). 
-In general elementele zvelte si secţiunile transversale suple prezintă capacitati de rotire 
reduse. Mai mult decât atat pentru cazul rapoartelor b/tf > 11 si prezenta simultana a forţei 
axiale, N/Np =0.30 sau d/t^ >40 si N/Np =0.30, se observa reduceri drastice ale capacitatii de 
deformare a elementelor structurale (anexa A.XII.2,3). 
-In condiţii reale datorita schimbării semnului tensiunilor voalarea se produce in ambele 
tălpi, figura 3.26, cea ce conduce la un anumit 'echilibru' intre capacitatea de rotire 
ciclica,Rc, si cea monotona,Rcap.m, care se determina in condiţii de crestre continua a forţei 
dezvoltând numai un mecanism plastic, energia fiind mai mica. 
-Efectul forţei axiale afecteaza ductilitatea ciclica, anexa A.XII.4, totuşi pentru estimarea 
cantitativa a reducerii trebuie luate in considerare si influentele locale (efectul ecruisarii, 
voalarea etc.). 

In general profilele laminate comerciale dispun limite de supleţe relativ mici, IPE b/tf =5-7; 
d/t, =30-47, HEA b/tf =8-11; d/t^ =16-35, HEB b/tf =5-8; d/tw =16-35, neavand probleme de 
reducere a capacitatii de rotire datorita supleţei ridicate. Prin urmare se propune pentru 
practica de proiectare folosirea relaţiei (4.24) pentru determinarea capacitatii de rotire 
ciclice, care se poate scrie: 

R, = r , (b / t f ,N/Np)R,^„ (4.33a) 

r, = (4.33b) 
unde: 

b/tf = 5.0 rb/t = 0.90 np =0 rN = 1.0 
b/tf=11.0 rbA= 0.80 np=0.30 rn = 0.70 pentru HEB, 0.60 pentru HEA. 
Tc- coeficient care tine seama de efectul de deteriorare a ductilitatii in condiţii ciclice. 

Deoarece supleţea inimii profilelor laminate comerciale de tip IPE, HEA, HEB, este de obicei 
d/tu < 40 nu se tine seama de acest efect. Deasemenea in cazul profilelor de tip HEA, cand 
sunt folosite pentru stâlpi, se propune o reducere in plus fata de profile de tip HEB deoarece 
primele au limite de supleţe mai mari find mai sensibile la forţa axiala (Fig.4.25). In tabelului 
4.7 se prezintă valorile coeficientului rc, valabil pentru profile laminate (EN19-57). 
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Tabel 4.7 Valorile coeficientului Fc, pentu profile laminate comerciale 

Element Limita de 
supleţe Tb/t Op Tn Te 

5.0 0 .90 - - 0.90 
GRINDA 11.0 0 .80 - - 0.80 

0.0 1.0 1.0 
5.0 0.90 

0 .30 
0 .70 (HEB) 
0 .60 (HEA) 

0 .63 (HEB) 
0.54 (HEA) 

STÂLP 11.0 0 .80 0.0 1.0 1.0 

0 .30 
0 .70 (HEB) 
0 .60 (HEA) 

0.56 (HEB) 
0 .48 (HEA) 

*//7 cazul situatîilor intermediare se utilizeaza interpolarea. 

O 

I P E 3 0 0 

L=5000INII 

M P / < | L ' = « . 4 0 

1,1 1,2 1,3 1,4 15 S=Mr/ML 

Fig. 4.39 Influenta variaţiei momentelor datorita ecruisarii 
Fig. 4.39 Influence of străin hardening moment variation 
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PUCTILm^ PROBLEMS OF STEEL MOMENT RESISTING FRAMES 

Chap. 4 PARAMETRICAL STUDIES ON LOCAL DUCTILITY 

Summary 

The aim of this study is to investigate the main factors affecting local ductility of beams and 
beam-columns, in order to quantify these influencing parameters, which can serve the 
elaboration of a comprehensive and transparent methodology that determines the local 
deformation capacity of members. The parametrica! studies were conducted on hot-rolled 
IPE, HEA and HEB profiles, in accordance with EN 19-57 series, using the standard beam 
and DUCTROT computer program. 

Due to the fact that the behaviour of an actual member in structure is very complex, a simple 
substitute member with similar behaviour must be considered. The standard beam concept, 
firstly used by Gioncu, is extended in the case of beams, wdth unequal plastic moments at the 
ends Fig. 4.1, 4.3, as well as for in the case of beam-columns, Fig 4.6. Using the relationships 
(4.1), (4.8) and (4.2), (4.10), (4.11), the variation of standard beam length can be plotted, Fig 
4.4. One can see that, at the beams, the position of plastic hinges, is strictly dependent on the 
vertical loads and values of the moments at the ends of beam, Fig 4.5. For a column the ratio 
between upper and lower moment must be considered, in order to evaluate the working mode 
of column in a structure. 

The basic parameter that measurs the local ductility is the available plastic rotation capacity, 
which must be greater than the required rotation capacity (4.13). As a function of a loadmg 
type it can be defined : the rotation capacity under static, R^, and the rotation capacity under 
seismic conditions, influenced by the cyclic action, R ,̂ or by the impulsive action, R,, 
Fig. 4.11. Due to the fact that some cracks may be noticed in buckled flanges, when ultimate 
străin in reached, the checking between criticai available rotation of flange, Gcnt r, and fracture 
rotation of flange, 0rf, must be considered, Figs. 4.8, 4.9. The criticai available rotation of 
flange may be calculated with the relationship (4.15), while the fracture rotation with 
relationships (4.16) for beams and (4.18) for beam-columns. At the same level, the fracture 
rotation capacity, Rr, may be calculated with relationships (4.19a,b) and (4.20a). For IPE, 
HEA and HEB profiles the fracture rotation is plotted in figures 4.12, 4.13, 4.14, 4.15, taking 
into account some factors affecting the ductility. 

The main factor influencing the ductility is the member span which is not considered in EC-3 
ductility classification of rotation capacity, Fig. 4.16. Some proposals take into account the 
member span and the depth of cross-section was made, (4.26), according to the member 
classification ductility classes. The influence of gravitaţional loads introduces an asymmetry 
on the rotation capacity of plastic hinges, Fig 4.17. In the same way, neglecting of the 
gravitaţional loads can be lead to under estimate of the beam plastic rotation capacity, Fig 
4.18a. The influence of steel grade and yieid ratio on rotation capacity of beams is plotted in 
figure 4.19 and 4.20 respectively. In the case of high strength steels a rotation capacity 
between 2.0...4.0 was marked, fig. 4.19a,b, these steels have low ductility capacity. A yield 
ratio that assures a good ductility is within 0.65 - 0.75, Fig 4.20. The influence of random 
variability of steel plate is presented in Tab 4.4a,b and Fig 4.21. It can be shown that the 
actual values of yield stress are higher than the nominal values, this effect producing a 
decreasing of beam rotation capacity. In case of ductile design the upper yield limit must be 
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DUCTILITY PROBLEMS OF STEEL MOMENT RESISTING FRAMES 

considered, othenvise the use of parţial safety factor, ym, is absolutely necessary for the 
determination of the rotation capacity, Fig 4.22. From the examinations of experimental 
buckled shapes (Annex A.VIII.3, A.XIII, A.XI), one can observe that in some cases 
incomplete development of web plastic mechanism are produced, due to higher yield stress 
of web, rapid changing of moment is case of cyclic action or due to a single plastic excursion 
failure, Fig 4.23. The influence of incomplete web plastic mechanism on rotation capacit>' is 
plotted in Fig 4.24. A coefficient, rw, which takes into account this effect, is proposed to be 
used in the design (4.28). 

For beam-columns, the influence of axial force drastically reduces the plastic rotation 
capacity, Fig 4.25. However, not only the axial force but also the interaction of M-N can be 
considered in order to evaluate the rotation capacity, Fig 4.26. One can observe that beam-
columns which work in double curvature, Mjup / Minf < O can achieve higher rotation 
capacities when compared to beam-columns which work in simple curvature Msup / M^f > O, 
Fig 4.28. So in order to obtain high ductile beam-column elements the ratio of axial force 
must be limited to 0.25, Fig 4.27, also having a point of inflection, M ûp / Mmf = -0.50. .. -
0.25. Simplified relationships for the determination of ultimate rotation capacity, considering 
the main factors affecting the local ductility of beam-columns, such as the M-N interaction, 
slendemess of element and cross section and yield limit, were proposed (4.29a, 4.29b), Fig. 
4.31. In case of beam-columns working in a simple curvature, an additional coefficient, Cm 
was proposed to be used in the design (4.30). From fig. 4.33 one can observe that the criteria 
(5.2.7 (3)) given in EC-3 is valuable only for beams-columns having a point of inflection, 
while for columns working in a simple curvature, a limitation of X< 0.20 {n^f ^ was 
proposed. 

The influence of străin - rate for beams and beams-columns is plotted in Figs. 4.35, 4.37. A 
coefficient, rv, which takes into account this effect, is proposed to be used for the 
determination of rotation capacity (4.32). In table 4.6 one can see the proposed values as a 
function of element type and strain-ratio level. 

In case of cycling loading, it is well known that the plastic hinges work in străin hardening 
range. This influence, which produces increasing of yield limit, decreases the rotation 
capacity, Fig. 4.38. A non-symmetrical rotation capacity due to unequal strength of the beam 
at the two ends can be observed, Fig. 4.39. Examining the experimental tests (Annex A.XII), 
surveyed from literature, a coefficient Tc , which introduces the detrimental effect of cyclic 
actions, was proposed, Tab. 4.7. 
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Capitolul 5 

INFLUENTA DETALIILOR CONSTRUCTIVE 
ASUPRA DUCTILITATII LOCALE 

5.1 Generalitati 

Evenimentele seismice din Northridge (1994) si Kobe (1995), au demonstrat ca pentru o 
comportare postelastica adecvata a structurilor seismorezistente este necesara evaluarea 
influentei a detaliilor si soluţiilor constructive pentru conformarea sistemului de rezistenta. In 
cazul cadrelor metalice, foarte rar au aparut cedări globale (ex. Pino Suarez Building, 
Mexico,1985), ceea ce identifica parţial corectitudinea ipotezelor pentru calculul global, insa 
au aparut numeroase si repetate cedări locale (§1.4) de tip casant fara nici-un semn de 
plastificare in prealabil. 

Conform schemei din figura 3.1 unul din parametri care influenteaza ductilitatea locala este 
tipul si modul de fabricare a secţiunii transversale; de obicei in practica de proiectare se 
utilizeaza profile laminate dublu T, totuşi in anumite situatii se folosesc si secţiuni sudate (cu 
sudura de colt sau cu sudura cu pătrundere completa) (Fig. 5.1a,b,c). Evident, modul de 
deformare este diferit deoarece modul de asamblare intre inima si tălpile a plăcilor 
componete diferă. La fel, analiza post-seismica a degradărilor introduce necesitatea studierii 
unor soluţii noi pentru eliminarea cedărilor de tip casant. 

In prima parte a acestui capitol se studiaza influenta detaliilor constructive a secţiunii 
transversale (racordul intre inima si talpa, efectul sudurii intre inima si talpa) precum si 
efectul lor asupra ductilitatii locale capabile la nivel de element. De asemenea se analizeaza 
efectul imperfecţiunilor geometrice iniţiale datorita fabricarii incorecte, care poate sa 
introducă o deformatie iniţiala, atat la nivel de secţiune cat si la nivel de element, influenţând 
in final deformarea in stadiul postelastic. 

In a doua parte se studiaza influenta unor soluţii noi pentru imbunatatirea ductilitatii locale 
a elementului, care totodata servesc pentru dirijarea controlata a articulaţiilor plastice. Se 
considera ca analizarea aspectelor mai sus enuntate este esenţiala in vederea elaborarii unui 
cadru de asigurare a ductilitatii locale-globale, deoarece pe de o parte detaliile constructive 
pot fi eventualele cauze a variabilitatii ductilitatii elementelor, iar pe de alta parte soluţiile 
pentru imbunatatirea ductilitatii pot contribui pentru inlaturarea incertitudinilor calculului 
postelastic, prin care se pot intelege incertitudinea locului formarii articulaţiilor plastice, 
variabilitatea caracteristicilor mecanice a otelului etc. 

In cadrul acestui capitol nu se studiaza efectul tensiunilor reziduale provenite fie datorita 
procesului laminarii, fie datorita procesului de sudare, deoarece este demonstrat ca acest efect 
nu are un impact important asupra dezvoltării momentului plastic*®'̂ ®. Având in vedere ca in 
metoda mecanismului plastic de cedare rotirea ultima se determina la intersectia cu momentul 
plastic teoretic, este evident ca pentru evaluarea capacitatii de rotire capabile a elementului nu 
este necesara luarea in considerare a acestui efect (Fig. 5.2). 
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Fig. 5.1 Diferite secţiuni transversale dublu T funcţie de modul de fabricare 
Fig. 5.1 Different double T cross-sections as a function of fabrication mode 
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' V . ' »fy 

Rel. 3.34 

9, 

X Element fara tensiuni reziduale 
(â Element cu tensiuni reziduale 

e 

Fig. 5.2 Reprezentare scematizata a efectului tensiunilor reziduale 
Fig. 5.2 Schematic representation of the residual stress effect 

5.2 Influenta detaliilor secţiunii transversale asupra ductilitatii locale 
5.2.1 Influenta racordului asupra mecanismului plastic de cedare 

In cazul profîlelor laminate, legătură intre inima si talpa se face cu ajutorul unei zone de 
racord de raza, r, dezvoltandu-se, in acest fel, o zona rigida. Ar, care creaza condiţiile de 
incastrare perfecta intre talpa si inima, datorita procesului de laminare (Fig 5 1c). Comparativ 
cu celelalte soluţii prezentate in figura 5.1, si in special in 5.1a, in cazul profîlelor laminate 
talpa nu se poate roti chiar in dreptul inimii datorita zonei rigide, avand drept urmare 
reducerea lungimii voalarii tălpii comprimate si prin urmare dezvoltarea unui mecanism 
diferit de cel prezentat in anexa A.VIl' Pentru studiul cantitativ a influentei racordului se 
propune cvasimecanismul compus din linii de curgere si zone plastice din figura 5.3 care se 
bazeaza pe conceptul teoriei mecanismului plastic de cedare (conceptul mecanismului 
plastic a fost expus in §3.4.6). 
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Fig. 5.3 Mecanismul plastic de cedare influentat de racordul intre talpa-inima 
Fig. 5.3 Plastic collapse mechanism influenced by the junction between flange-web 
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Având in vedere relaţiile (3.31), (3.33) si (3.34) pentru lucrul mecanic interior, W,n„ respectiv 
pentru, lucrul mecanic exterior, Wext se poate scrie pentru mecanismul din figura 5.3 dezvoltat 
in plan: 

-Lucrul mecanic interior 

unde: 

(5.1) 

1 P' bt, , t, 
1 + 

2P 

V Pbt,v 
- + 

b bt iv b^ 

P < c / b 

p > c / b 

(5.2a) 

B(X)= PP 
1 + X t , , t? 

X + Vx 
d 

U 

P < c / b 

P > c / b 

(5.2b) 

m care: 
Ar- aria zonei rigide, care se ia egal cu Â  = 0.8r tv,+ 0.2146r^; 
r- raza racordului intre talpa si inima a secţiunii transversale; 
c- lungimea tălpii libere care se ia egal cu c= b -0.8r -0.5tw ; 
b- jumatatea lungimii totale a tălpii secţiunii transversale; 
p- raportul f,^ / f.f; 
p- parametrul lungimii mecanismului definit in relaţia (3.19); 
X- parametru geometric al mecanismului plastic care se ia egal cu x Pb / 
Parametrul 5 defineşte poziţia de rotire care pentru profile laminate din seria EN19-57 
ia valori pentru H E A ^ B «1.0, iar pentru IPE « 0.812. ..0.820; 
dw- inaltimea inimii care se ia egal cu dw = h -2tf -1.6r. 

-Lucrul mecanic exterior, Wext, scris pentru grinda standard de tipl din anexa A.X. 1: 

W. cxt 

2bd'f. = C(x) 
yf 

M e 
Mp 

(5.3) 
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C(x) = 
1 _ W^ 

1 - bd^ 
1 + 

N 
M pnq X 

+ 1 (5.3a) 

unde: 
C- factor adimensional definit in (5.3a); 
nipnq - coeficientul de reducere a momentului plastic teoretic definit conform EC-3 
(anexaA.VI); 
Mp- momentul plastic teoretic; 
Mpnq- momentul redus care se ia egal cu Mpnq = mpnq Mp ; 
X - zveltetea adimensionala ; 
n- raportul N / Np; 

Egaland lucrul mecanic interior cu lucrul mecanic exterior, W^t = Wgxt, rezulta o relaţie de tip 
(3.37): 

M ^A B 1 ̂  
c ' ^ c Ve. 

(5.4) 

Pentru rezolvarea ecuaţiei s-a considerat 5= 1.0 aproximand minimizarea equatiei originale 
(3.37). Din relaţia (5.4), luând in considerare ca rotirea ultima. Ou, se obţine pentru 
MJ Mp=l .0 (Fig 3.23) rezulta: 

C = m pnq A + B 
1 

Ve. 
(5.5a) 

Pentu grinda: 

6 = 
B ^ 

C - A 
(5.5b) 

Pentru stalp: 

O = 
B 

(5.5c) 

Cu ajutorul relaţiilor (5.5b,c) se poate determina direct rotirea ultima a grinzilor sau a 
stâlpilor, luând in considerare efectul racordului secţiunilor laminate. Astfel, capacitatea de 
rotire se determina conform relaţie cunoscute: 

e„ e 
(5.6) 

m care: 
Ou- rotirea ultima definita in 5.5a,b; 
Op- rotire plastica definita in anexa A.X. 
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Pentru validarea mecanismului propus, din care rezulta rotirea ultima capabila, este necesara 
compararea acestuia cu valorile obtinute experimental. In literatura de specialitate se gasesec 
incercari experimentale efectuate pentru profîle laminate de către Spangemacher'®^ si 
Boeraeve et.al'^ (anexa IX, A.XI.3, A.XI.4). Deasemenea sunt date si valori obtinute pe cale 
exacta folosand metoda elementului fmit'"^ '®̂  (F.E.M). 

In tabelului 5.1 se prezintă comparativ valorile obtinute experimental si valorile capacitatii de 
rotire obtinute folosand relaţiile (5.5b), (5.6), precum si valorile folosind metoda FEM; se 
observa ca se obţine un coeficient de variaţie corespunzător, C0v=0.306, in cazul metodei 
mecanismului de cedare (Fig.5.4). Trebuie remarcat ca in cazul determinării ductilitatii 
datorita numeroşilor factori care pot influenta capacitatea de deformare in literatura de 
specialitate se propun coeficienţi de variaţie intre 0.5. .1.0^^. Pe de alta parte metoda 
elementului finit prezintă un coeficient de variaţie redus, COV=0.219, tinzând spre un COV 
obtinut pentru probleme de rezistenta si stabilitate (C0v=0.1 ...0.2)^^ ceea ce identifica 
exactitatea ei, totuşi ea fiind necorespunzatoare, deocamdata, pentru practica de proiectare 
datorita costului si timpului de rezolvare ridicat. 

Tabel 5.1 Compararea rezultatelor experimentale cu cele teoretice 
Table 5.1 Comparison between experimental and theoretical results 

Nu. Pro. R . » RFEM RFEM Ru.c / RfEM I 
s D01A4M 6.40 11.20 6.86 1.750 1.071 1.632 1 
p D02B4M 7.8 10.37 6.86 1.329 0.879 1.511 
A D09A3M 18.9 18.98 14.60 1.004 0.772 1.30 
N D10A3M 19.8 21.70 14.60 1.095 0.737 1.486 
G EA2233 12.0 10.77 11.80 0.897 0.983 0.912 
H EA2234 9.30 12.0 9.70 1.290 1.043 1.237 
E EA2243 2.80 7.45 3.50 2.66» 1.25 2.128 
M EA2244 1.50 3.34 1.70 3.34* 1.133 1.964 
A EB2833 34.1 28.60 17.60 0.838 0.516 1.625 
C EB2834 20.5 21.40 14.80 1.043 0.721 1.445 
H EB2843 9.50 12.82 9.80 1.349 1.031 1.308 
E EB2844 8.30 10.25 7.90 1.234 0.951 1.297 
R EA2833 19.0 14.45 9.90 0.757 0.521 1.459 

1 EA2834 6.40 12.42 7.70 1.940 1.20 1.612 
[105] EA2843 6.40 5.66 4.40 0.884 0.687 1.286 

1 EA2844 4.10 3.38 2.80 0.824 0.682 1.207 
EA2234B 10.3 7.20 8.30 0.701 0.805 0.867 
EA2244B 2.60 4.90 2.20 1.884 0.457 2.227 

BAER- Dl 16.8 17.79 13.20 1.058 0.785 1.347 
EVE D2 12.1 12.12 11.10 1.00 0.917 1.091 
eLal D3 10.0 10.53 8.90 1.053 0.890 1.183 

[106 J D4 24.3 21.42 22.80 0.881 0.938 0.939 
D5 9.20 11.53 9.70 1.25 1.054 1.188 

Valoare medie, Xm 1.145 0.887 1.386 
Deviere standard, s 0.351 0.195 0.366 

1 Coeficientde variaţie, COV 0.306 0.219 0.264 
1 Coeficient de corelaţie, p 0.932 0.901 0.904 1 

Valorile cu asterisc nu sunt luate in calcul. 
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Nu in ultimul rand trebuie observat ca prin metoda mecanismului plastic se obţine un 
coeficient de corelaţie, p, intre rezultatele experimentale si cele teoretice foarte bun, chiar mai 
bun decât in metoda FEM (Tab. 5.1, Fig 5.4). Comparand rezultatele determinate cu ajutorul 
unei metode aproximative cu cele obtinute pe cale teoretica exacta, FEM, se constata o 
variaţie si o corelare corespunzătoare (Tab. 5.1). Ca atare, se poate considera exactitatea 
metodei aproximative care utilizeaza mecanismul plastic de cedare, avantajul ei fiind faptul 
ca ea poate fi uşor implementata in practica de proiectare printr-o prelucrare corespunzătoare 
a rezultatelor, constituand baza pentru calculul ductilitatii locale capabile a elementelor. 
Conceptul metodei a fost folosit si de alti cercetători pentru calculul secţiunilor compuse'^' 
sau drept pentru calculul ductilitatii locale''^ 

w Qfi 

• Spanghemaher{ 105] 

• 6aereve[106] 

A FEM 

10 15 20 
Rexp 

25 30 35 

Fig. 5.4 Corelarea intre valorile obtinute experimental cu cele teoretice 
Fig. 5.4 Comparison between values obtained by experimental and theoratical way 

Pentru cuantificarea influentei racordului, luând in considerare forma mecanismul plastic de 
cedare care nu tine seama de influenta acesteia, se propune următorul coeficient de corecţie 
care tine cont de contributia zonei rigide create de racordul intre inima si talpa'̂ * :̂ 

Cr = - l 
vc/ lb-0.5t^-0.8r . 

(5.7) 

unde: 
Cr - coeficientul de corecţie; 
b - jumatatea lăţimii tălpii; 
c - latimea libera a tălpii; 
r - racordul intre talpa si inima. 

In tabelul 5.2 se prezintă pentru toate profilele laminate valorile coeficientului de corecţie, Cr, 
coeficientul p al lungimii voalarii tălpii precum si raportul c / b. Analazand tabelului 5.2 se 
constata ca profilele laminate din seria EN prezintă un mecanism predominant de tip P > c / b 
fiind un mecacanism mai puţin de sever decât cazul cand P < c / b. 
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Tabel 5.2 Valorile parametrilor ĉ , P, c / b, profilelor lamminate din seria EN 19-57 
Table 5.2 Values of a , B, c / b. oarameters for EN 19-57 hot rolled oroflles 

Profil Cr c / b P Profil Cr c / b P 
IPE 140 1.83 0.738 1.060 HE180 B 1.48 0.822 0.941 
IPE 160 1.71 0.763 1.075 HE200 B 1.43 0.836 0.946 
IPE 180 1.63 0.783 1.100 HE 220B 1.46 0.827 0.960 
IPE 200 1.76 0.752 1.089 HE 240B 1.49 0.820 0.965 
IPE 220 1.68 0.771 1.121 HE 260B 1.50 0.816 0.986 
IPE 240 1.78 0.748 1.127 HE 280B 1.46 0.827 0.977 
IPE 270 1.67 0.773 1.115 HE 300B 1.48 0.822 0.980 
IPE 300 1.59 0.792 1.100 HE 320B 1.49 0.817 1.020 
IPE 330 1.67 0.773 1.121 HE 340B 1.50 0.816 1.047 
IPE 360 1.63 0.783 1.157 HE 360B 1.50 0.816 1.070 
IPE 400 1.70 0.765 1.163 HE 400B 1.52 0.811 1.093 
IPE 450 1.67 0.773 1.178 HE 450B 1.52 0.811 1.171 
IPE 500 1.63 0.781 1.207 HE 500B 1.52 0.811 1.247 
IPE 550 1.71 0.764 1.209 HE 550B 1.54 0.805 1.284 
IPE 600 1.68 0.770 1.244 HE 600B 1.54 0.805 1.320 

Profîl Cr c / b 
HE 180A 1.44 0.833 0.913 
HE 200A 1.47 0.823 0.891 
HE 220A 1.42 0.839 0.912 
HE 240A 1.45 0.830 0.922 
HE 260A 1.47 0.824 0.950 
HE 280A 1.43 0.836 0.936 
HE 300A 1.46 0.827 0.946 
HE 320A 1.43 0.836 0.988 
HE 340A 1.47 0.824 1.023 
HE 360A 1.47 0.824 1.048 
HE 400A 1.49 0.819 1.073 
HE 450A 1.49 0.819 1.160 
HE 500A 1.50 0.816 1.240 
HE 550A 1.50 0.816 1.280 
HE600A 1.51 0.813 1.310 

Ca atare, relaţia generala (4.21a) pentru calciului capacitatii de rotire capabile, R^p, se poate 
scrie pentru cazul cand se ia in considerare racordul profilelor laminate. 

Y M 

(5.8) 

In cadrul acestei lucrări s-a folosit programul DUCTROT care nu tine cont de efectul 
racordului; prin folosirea relaţiei simplificate (5.7) se corecteaza rezultatele obtinute de către 
program facilitand condiţiile de determinare a evaluarii capacitatii de rotire profilelor 
laminate. Comparand rezultatele obtinute pe cale exacta folosand relaţiile (5.5b,c) cu cele 
obtinute cu DUCTROT corectate cu ajutorul coeficientului ĉ  se observa o corelare 
corespunzătoare pentru toata serie de profile laminate (Fig. 5.5). 
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Fig. 5.5 Corelare intre valorile exacte si cele corectate 
Fig. 5.5 Correlation between exact and correct values 

Prin urmare cu ajutorul relaţiei 5.7 se pot corecta si formulele simplificate (4.29a,b) si 
(A.rV.lO), pentu calculul capacitatii de rotire capabile stâlpilor respectiv grinzilor. 

5.2.2 Influenta sudurii asupra mecanismului plastic de cedare 

Efectele distructive din manifestările seismice recente asupra nodurilor sudate au atras 
deosebita atentiea in ceea ce priveşte efectul sudurii asupra comportării inelastice ale 
elementelor imbinate prin sudura. Procedeul de sudare produce transformări in cadrul 
structurii metalului datorita fenomenului termic si tensiunilor interne ce iau naştere in 
procesul sudării, conducând la modificarea proprietăţilor mecanice ale materialului de baza. 
In general, se considera ca sudura creste rezistenta elementelor reducând insa deformabilitatea 
lor. Factori care reduc ductilitatea conducând la comportări fragile sunt legaţi de materialele 
folosite, tehnologia de execuţie, detaliere si concepţie constructiva a pieselor imbinate. 
Cauzele principale unor asemenea comportări se datoreaza: 

• zonei de influenta termica (ZIT) in care se pot forma fisuri datorita supraincalzirii, 
reducând ductilitatea materialului si crescând duritatea acestuia; 

• destrămării lamelare care se manifesta in zona de influenta termica, producând fisuri sub 
forma de trepte, fiind puncte pentru iniţiere si propagare a fisurilor in timpul solicitării. 
Acest fenomen apare numai in produsele laminate in cazul sudurilor de colt sau in T, mai 
ales la sudarea pieselor cu grosime mai mare de 15mm; 

• electrozilor de hidrogen care introduc hidrogen in zonele de fuziune sau in ZIT mărind 
riscul unei ruperi casante; 

• lipsei tenacitatii materialului de depunere sudurii; 
• echivalentului de carbon, care in cazul in care nu este limitat, reprezintă un potential de 

generare a fisurilor in zonele afectate termic langa cordoanele de sudura; 
• tăierii otelului pentru realizarea zonelor de acces care permite sudarea pieselor; 
• pătrunderii incomplete a sudurii care pe de o parte reduce ductilitatea la nivel de element, 

iar pe de alta parte reprezintă o sursa de iniţiere a fisurilor. 
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Din totalitatea parametrilor de influenta, menţionaţi mai sus, in prezentul paragraf se va studia 
tipul imbinarii sudate (sudura de colt cu pătrundere completa sau limitata, etc) asupra 
ductilitatii , ceilalţi parametrii fîind de natura metalurgica, mecanica facand parte din alte 
domenii de stiinta inginereasca (mecanica ruperii, metalurgia, etc). 

Pentru asamblarea plăcilor componente secţiunilor dublu T tipurile de sudura folosite sunt 
urmatoarele; sudura de colt, sudura cu pătrundere parţiala sau totala (Fig 5.6a,b,c). Ca in cazul 
racordului si in acest caz sudura creaza in zona de imbinare intre talpa si inima o porţiune 
rigida care poate influenta forma si lungimea de voalare a tălpii. Mecanismele propuse pentru 
studiul influentei sunt asemanatoare cu cele prezentate in figura 5.3, cu diferenţa ca se 
introduce efectul sudurii prin grosimea, a, a cordonului de sudura (Fig. 5.6d,e,f,g). Se constata 
ca in situatia pătrunderii incomplete a sudurii nu se pot crea condiţii de incastrare perfecta 
intre inima si talpa, talpa rotindu-se chiar in dreptul inimii (Fig.5.6c). 

Având in vedere conceptul teoriei mecanismului plastic de cedare, determinarea rotirii ultime 
a mecanismului local se face cu ajutorul relaţiilor (5.5b,c) pentru mecanismul figurii 5.6, cu 
deosebirea ca factori adimansionali A, B, introduc efectul sudurii (sudura de colt sau cu 
pătrundere totala) putând fî scrise in felului următor: 

A(x) = 2 p 
1 bt 

X d^ d 2p 

Pbt.j 

b bt^y 
c 

P < c / b 

P > c / b 

(5.8a) 

B(X) = PP X + Vx d 

1 + 
Pb. Vp 

1 b IC M 

p < c / b 

p > c / b 

(5.8b) 

in care: 
As- zona de influenta a sudurii care se ia egala cu As = a (a+tw); 
a- grosimea cordonului de sudura care se ia egal a < 7.0mm, a > 3.0mm; 
c- lungimea libera a tălpii care se ia c = b -0.8a- 0.5t„. 

Restul termenilor sunt explicitate in paragraful precedent. Pentru As=0 se obţine influenta 
sudurii cu pătrundere incompleta. 
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Fig. 5.6 Mecanismul plastic de cedare influentat de sudura 
Fig. 5.6 Plastic collapse mechanism taking into account the weldments 
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Pentru validarea mecanismului propus in figura 5.7 este necesara compararea acestuia cu 
valorile obtinute experimental. In literatura de specialitate se găsesc asemenea incercari 
experimentale 85.97,109 (anexa IX, A.EX 2,5,6), pentru profile dublu T sudate (insa nu sunt 
specificate grosimile cordoanelor de sudura). Neavand grosimile de sudura exacte care s-au 
aplicat asupra probelor de incercare, pentru determinarea capacitatii de rotire s-au folosit 
valori medii al grosimii, â ed- Din tabelul 5.3 si figura 5.7 se constata o corelare adecvata intre 
rezultatele obtinute experimental cu cele teoretice, valorile incandrandu-se in limitele 
variabilitatii ductilitatii elementelor. 

u X 

35 

30 

25 

20 

15 

Date = 43 
COV = 0.354 

p= 0.803 
• Khirimann[85] 

• Suzuki et.al[97] 

AKemp[109] 

10 15 20 
Rexp 

25 30 35 

Fig. 5.7 Corelarea intre valorile obtinute experimental cu cele teoretice 
Fig 5.7 Correlation between values obtained by experimental and theoretical way 

Pentru cuantificarea influentei sudurii, luând in considerare forma mecanismului plastic de 
cedare, se propune urmatoarea relaţie simplificata care tine cont de contributia zonei rigide 
create de cordonul sudurii, pentru prinderea tălpii la inima: 

c,. = 
b 

lb-0.5t^ -0.8a. 
(5.9) 

unde: 
Cv̂  - coeficientul care tine cont de influenta sudurii (sudura de colt sau cu pătrundere 

completa); 
b - jumatatea lungimii tălpii; 
c - lungimea libera a tălpii care se ia egal cu c = b -0.5tv̂  -0.8a . 

Prin utilizarea relaţiei simplificate (5.9) se pot corecta rezultatele obtinute cu ajutorul 
programului DUCTROT, introducând efectul sudurii. Comparand rezultatele exacte cu cele 
obtinute cu DUCTROT, corectate cu coeficientul c^, se observa o corelare corespunzătoare 
(Fig. 5.8). 
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Tabel 5.3 Compararea intre rezultate experimentale cu cele teoretice 

Num. Sursa Rexp Rc Rc/Rexp 
1 8 9,23 1,15 
2 7 7,98 1,14 
j 1 2,28 2,28* 
4 12,7 8,4 0,662 
5 8,6 8,62 1 
6 4,6 10,76 2,34* 
7 K 13,5 15,8 1,17 
8 l) 11,5 10,71 0,931 
9 H 7,8 8,75 1,12 
10 L 5,5 9,28 1,68 
11 M 8,9 7,69 0,864 
12 A 7.6 6,45 0,85 
13 N 5,1 6,21 1,21 
14 N 3,8 5,25 1,38 
15 [85] 3,6 4,56 1,267 
16 

[85] 
10,5 7,29 0,7 

17 9,5 6,87 0,723 
18 6,6 7,6 1,15 
19 12 16,43 1,375 
20 8,7 13,24 1,52 
21 7^ 11,34 1,57 
22 10 12,5 1,25 
23 6,7 12,16 1,81 
24 5,2 10,52 1,98 

BS-4-4 S 33,4 28,5 0,853 
BS-4-5 U 19,2 14,63 0,762 
BS-5-4 z 22,3 28,86 1,29 
BS-5-5 u 9,4 8,63 0,918 
BL-4-4 K 27,2 17,01 0,625 
BL-5-4 I 18.5 21,31 1,15 
BL-5-5 et al 7,7 7,82 1,016 
BL-4-8 [97] 9,4 5,1 0,542 
BL-8-4 15,7 13,51 0,86 

1 2.7 5,59 2 
2 K 6,6 12,61 1,91 
3 E 2,2 6,38 2,9* 
4 M 15,2 12,75 0,839 
5 P 14,8 14,28 0,964 
6 [109] 14 26,4 1,88 
7 8,4 7,56 0,9 

Valoare medie, x,„ 1,131 
Deviere standard, s 0,401 

Coeficient de variaţie, COV 0,354 
Coeficient de corelare. p 0,803 

* Valorile cu asterisc nu sunt luate in calculul. 
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Fig. 5.8 Corelarea intre valorile exacte si cele corectate 
Fig. 5.8 Correlation between exact and corrected values 

5.3 Studiul efectului detaliilor constructive secţiunii transversale asupra ductilitatii 
elementului 

5.3.1 Influenta racordului asupra capacitatii de rotire capabile 

Având in vedere propunerea folosirii conceptului clasificării in clase de ductilitate la nivel de 
element este necesar sa se studieze efectul detaliilor constructive secţiunii transversaele 
asupra capacitatii de rotire a elementului. Considerând profilele laminate cel mai des utilizate, 
IPE, HEA, HEB si comparandu-le cu aceleaşi profile (dimensiuni geometrice identice) fara a 
se tine cont de racordul intre inima si talpa se poate constata o creştere foarte importanta a 
ductilitatii locale (Fig 5.9). Pentru profile IPE se observa o creştere cu 62-64% a capacitatii de 
rotire, iar pentru profile de tip HEA o creştere cu 38-48% precum si pentru profile HEB o 
creştere cu 42-48% (Fig.5.9a,b,c). 

Fig. 5.9 Influenta racordului asupra capacitatii de rotire a) profile IPE 
Fig. 5.9 Influence of junction between flange-web on available rotation capacity a) for IPE 

profiles 
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Fig. 5.9 continuare b) profile HEA, c) profile HEB 
Fig. 5.9 continued b) HEA profiles, c) HEB profiles 

Trebuie remarcat faptul ca efectul racordului conferă profilelor laminate de tip IPE o creştere 
a ductilitatii capabile cu 15-24% mai mare in comparaţie cu secţiunile de tip HEA sau HEB. 
Prin urmare profile IPE prezintă rezerve de deformare mai mari. In general profilele mai 
inalte cu tălpi mai scurte fata de inaltimea secţiunii sunt mai ductile decât profilele cu tălpi 
late. 

Efectul zonei rigide, Ar, este prezentat in figura 5.10; se constata ca creşterea zonei rigide 
contribuie la marirea capacitatii de rotire. Astfel, se demonstrează si din acest punct de vedere 
ca limitele de supleţe b / tf, d / tw, nu pot fi abordate independent, pentru ca zona rigida reduce 
lungimea de voalare si dezvolta condiţiile de incastrare a tălpilor in inima si a inimii in tălpi. 

De asemenea, privând condiţia de rupere, Rcap / Rr ^ 1.0, racordul produce marirea capacitatii 
de rupere fata de situatia cand aceeaşi secţiune nu ar avea aceasta portiune rigida (Fig. 5.11). 
In ansamblu, racordul poate conduce la o eventuala iniţiere a unor fisuri, totuşi efectul lui 
este favorabil deoarece creaza condiţiile stabile de rotire a tălpii si ca atare elementul poate 
disipa o cantitate de energie, indusa de seism, mai mare. Se cunoaşte ca zona de racord este o 
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zona cu limita de curgere ridicata si raport fy/fu la fel ridicat, dar materialul prezmta 
tenacitate redusa^®'totuşi nu exista observaţii de iniţiere de rupere datorita acestei zone 
numai din condiţii de aplicare a forţelor exterioare, dar exista observaţii de rupere datorita 
efectului termic a sudurii 

a «8 
o: 

«8 

17,5 — 

15 -

10 

7.5 

5 

2,5 

O 
84,66 

1,2 

^ 0,8 

0,6 

0,4 

0,2 
3000 

IPE 200...600 
L=5000mm 

(Fe 360) 

Ar (mm ) 
122,68 133,48 184,73 239,11 265,99 

Fig. 5.10 Influenta zonei rigide 
Fig. 5.10 Influence of rigid zone 

IPE 300 
(Fe 360) 

R „ p / R r <1.0 
— Racord , r 

- • — Fara r a c o r d 

3500 4000 4500 5000 5500 6000 L (mm) 

Fig. 5.11 Influenta racordului asupra capacitatii de rupere 
Fig. 5.11 Influence of junction on fracture rotation 

5.3.2 Influenta cordonului de sudura asupra capacitatii de rotire capabile 

Pentru realizarea acestui studiu se considera geometria profilelor laminate IPE, HEB, 
inlocuind racordul cu raza, r, cu grosimea, a, a cordonului de sudura (sudurile fiind de colt sau 
cu pătrundere completa sau parţial incompleta), profilele fiind notate pentru nevoile analizei 
cu IPEs, HEBs (ex. IPEs200, profil sudat cu dimensiunile secţiunii IPE 200). 
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Din figura 5.12 se observa ca in situatia profîlelor sudate fie cu sudura de colt fie cu sudura cu 
pătrundere completa (abordarea se face identic deoarece se considera ca ambele soluţii 
realizeaza aceleaşi condiţii de incastrare a tălpii si inimii) se obţine o creştere a capacitatii de 
rotire capabile intre 7-11% fata de soluţia sudurii cu pătrundere incompleta care permite 
rotirea tălpii chiar in dreptul inimii, neavand o zona, As= O, suficient de rigida. 

6,2 

IPEs 300 (Fe 360) 
L=5000min 

â yn = 3.0min 
in»! ^ 0.7t„,i„ 

5,2 

O 
O 

30,3 
3 

37,1 
3,5 

44 
4 

52,2 
4,5 

60,5 
As (mm^) 

a (mm) 

Fig. 5.12 Influenta sudurii asupra capacitatii de rotire 
Fig. 5.12 Influence of welding dimensions on available rotation capacity 

Comparand cele 2 soluţii posibile de realizare a unei secţiuni (laminate, sudate cu diferite 
tipuri de suduri) se demonstrează superioritatea profilelor laminate prezentând o ductilitate cu 
55-65% mai mare fata de secţiuni sudate cu pătrundere incompleta si cu 18-45% fata de 
secţiuni prinse cu sudura de colt (Fig. 5.13a). Asemenea concluzii rezulta si in cazul profilelor 
cu tălpi late (Fig. 5.13b). 

-A—Racord 
H i — Sudura d e colt, sudura c u pă t rundere totala 

J • Sudura cu pă t rundere par ţ ia la 

O 
IPE 200 
IPEs200 

IPE 240 
IPEs 240 

IPE 300 
IPEs 300 

IPE 360 
IPEs 360 

IPE 400 
IPEs 400 

IPE 500 
IPE s500 

IPE 600 
IPEs 600 

Profile laminata 
Profile sudata 

Fig. 5.13 a) Comparaţia soluţiilor laminate-sudate 
Fig. 5.13 a) Comparison between hot rolled sections and welded built-up sections 
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Fig. 5.13 continuare b) Comparaţia soluţiilor laminate-sudate 
Fig. 5.13 continued b) Comparison between hot rolled sections and welded built-up sections 

Având in vedere faptul ca utilizarea sudurii introduce o serie de influente asupra comportării 
postelastice, prezentate pe scurt in §5.2.2, precum si rezultatele figurii 5.13a,b, se recomanda 
pentru zonele seismice folosirea in exclusivitate a profilelor laminate. In cazuri speciale se pot 
admite si secţiuni sudate, dar sudurile trebuie executate cu pătrundere completa, asigurandu-
se totodata ca ruperea sectiumi nu se va produce in cordonul de sudura. 

5.4 Influenta imperfecţiunilor geometrice iniţiale asupra capacitatii de rotire 

Imperfecţiunile geometrice iniţiale pot proveni datorita procesului fabricarii necorespunzator 
care in cazul profilelor dublu T pot fi: 
• la nivel de secţiune transversala, cand tălpile nu se incadreaza in conturul 'dreptunghiular' 

a secţiunii, ele avand o rotire iniţiala (Fig. 5.14a); 
• la nivel de element, cand iese din plan avand o sageata maxima, eg, la mijlocul lungimii 

(Fig.514b). 
Tolerantele acestor imperfecţiuni se prezintă in tabelul 5.4 conform normativelor BS-
EN10034-93, DIN 1025. 

Tabel 5.4 Tolerante de imperfecţiuni geometrice conform BS-EN10034-93, DIN 1025. 
Table5.4 Rolling tolerances in conformity of BS-EN 10034-93, DIN 1025. 

BS-EN DIN 1025 (IPE) 
Tolerantele la nivel de Tolerantele la nivel de Tolerantele la nivel de Tolerantele Ia nivel de 
secţiune transversala element secţiune transversala element 

Latimea Inaltimea Latimea tălpii Inaltimea 
tălpii (b) K secţiunii eg (b) K secţiunii eg 

(mm) (mm) (h) (mm) (mm) (mm) (h) (mm) 
pana 55 1.50 180<h<360 0.15% L pana 60 1.0 h < 360 0.10% L 
mai mare 
de 55mm 

2% din b 
max. 

6.5nim 
h > 3 6 0 0.10%L 60 < b < 300 1.5% b h>360 0.15% L 
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Fig. 5.14 Imperfecţiuni geometrice a) la nivel de secţiune transversala, b) la nivel de element 
Fig. 5.14 Iniţial geometric imperfections a) at the level of cross-section, b)at the level of 

member 

De obicei in calculul stabilitatii se iau in calcul imperfecţiunile geometrice. In acest context ar 
fi interesant studiul acestor imperfecţiuni asupra comportării postelastice a elementului. 
Trebuie mentionat ca imperfecţiunile geometrice pot influenta ductilitate in doua modalitati: 
fie ca imperfecţiunile geometrice contribuie la schimbarea formei mecanismului de voalare 
(de pilda de la un mecanism de voalare in plan la un mecanism in afara planului), fie ca 
acestea sa afecteze mecanismul considerat propriu zis datorita rotirii iniţiale a tălpilor sau a 
elementului. In cadrul acestui studiu se detaliaza al doilea aspect, considerând ca elementul 
este asigurat impotriva flambajului prin incovoiere-torsiune. 

Analiza efectului imperfecţiunilor secţiunii transversale se bazeaza pe mecanismul presupus 
din figura 5.3, folosand teoria mecanismului plastic. Se considera ca asupra mecanismului se 
introduce o rotire iniţiala, (p, a tălpii (Fig. 5.14c); scriind lucrul mecanic interior, relaţia (5.1), 
dupa efectuarea unor calcule, are urmatoarea forma: 

W int 

2bd'f 
1 1 

yf 
e (5.10) 

m care : 
A(x), B(x) - coeficienţi adimensionali definiţi in (5.2a,b). 

Termenul D(x) introduce influenta imperfecţiunilor geometrice iniţiale la nivel de secţiune 
transversala, fiind egal cu: 
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c + - ( c - p b ) + |3b 

(pb + cV2) 
unde: 

p < c / b 

3 > c / b 

(5.11) 

c, p, b- parametri definiţi in §5.2.1; 
cp - rotirea iniţiala a tălpii provenita dintr-o imperfecţiune iniţiala a tălpii si se ia egala 

cu (p = k / b. 

Lucrul mecanic exterior din relaţia (5.3) nu se modifica. Egaland cele doua lucruri mecanice, 
Wm, = Wext. considerând 8=1, rezulta o ecuaţie de tip (5.5a): 

C = m pnq 

1 n A + B ^ - D -
Ve 0. 

(5.12) 

Prin rezolvarea ecuaţiei se obţine rotirea ultima a mecanismului plastic tinand cont de 
imperfecţiunile geometrice secţiunii transversale : 

= 
B + VB'+4(C-A)D 

2(C-A) 
(5.13) 

Impunând in (5.13) D=1.0 se regaseste relaţia 5.5a, 5.5b. 
Pentru cuantificarea influentei imperfecţiunilor in figura 5.15 se prezintă valorile capacitatii 
de rotire capabile pentru cateva profile de tip IPE, HEB. Se constata ca pentru o imperfecţiune 
geometrica incadrata in tolerantele normate, se obţine o scădere nesemnificatoare intre 1 -2% 
atat jDentru IPE cat HEB. Numai in cazul cand se considera o imperfecţiune destul de mare, 
k=7mm, se observa o reducere cu 5-6%. Pentru studiul imperfecţiunii geometrice datorita 
curburii elementului se poate folosi grinda standard impunând o anumita excentricitate, Cg, 
egala cu sageata maxima care apare la mijlocul deschiderii (Fig. 5.14b). Din figura 5.16 se 
poate observa ca si in aceasta situatie capacitatea de rotire a elementului nu este influentata. 

Concluzionând, se poate enunţa ca efectul imperfecţiunilor geometrice iniţiale se poate 
negliza in calculul ductilitatii, avand in vedere efectul redus in comparaţie cu ceilalţi 
parametri de influenta cum sunt efectul variabilitatii caracteristicilor mecanice ale otelului, 
efectul vitezei de incarcare etc. Privând aspectul influentei imperfecţiunilor geometrice 
iniţiale asupra modului de voalare (in plan, in afara planului) a elementelor, in lucrarea lui 
Earl'^^ se mentioneaza ca acestea pot contribui la schimbarea mecanismului reducând 
ductilitatea locala pana la 40%, cand de la un mecanism in plan datorita imperfecţiunilor 
geometrice se produce un mecanism in afara planului. In acest context, efectul 
imperfecţiunilor geometrice ar trebui luat in considerare in cazul incercarilor elementelor 
izolate, deoarece in aceasta situatie elementul poate uşor sa iasa din plan in timpul incercarii 
chiar daca este asigurat, reprezentând o eventuala cauza a nedezvoltarii complete a capacitatii 
de rotire in timpul incercarii. In schimb, in cazul elementelor care fac parte dintr-o structura 
nu exista aceasta posibilitate, deoarece de pilda rigla unui cadru este asigurata impotriva 
flambajului prin incovoiere-torsiune fie datorita planseului (partea superioara) fie datorita 
grinzilor secundare ale planseului (partea inferioara). 
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5.5 Influenta detaliilor constructive la nivel de element 
5.5.1 Consideraţii generale 

Se stie ca pentru dezvoltarea unui mecanism ductil, disipativ de energie seismica, trebuie ca 
ansamblul stalp-nod-grinda sa fie conformat in asa fel incat sa permită plasticizarea unor 
elemente componente (grinda, panoul de legătură), iar restul elementelor (stâlp, sistemul de 
imbinare) sa ramina in stadiul elastic. Acest concept este prescris in majontatea normativelor 
antiseismice (EC-8, PlOO-92, N.E.A.K etc). In realitate, cand cadrele de 'incovoiere' au fost 
incercate in 'laboratorul naturii', in timpul ultimelor evenimente seismice, s-a demonstrat o 
comportare complet diferita, in zonele care creaza condiţiile de dezvoltare a mecanismului 
disipativ aparand cedări casante. Pe de alta parte, aceleaşi sisteme care au capatat increderea 
lumii inginereşti, avand o popularitate mare dupa anii 60' cu evoluţia tehnologiei sudurii, s-au 
comportat corespunzător la o serie de manifestari seismice cu caracteristici diferite, San 
Femando,1971, Mexico City, 1985, Loma Pieta, 1989, Vrancea, 1977. Ca atare se pune 
intrebarea "care a fost cauza avariilor repetate produse la anumite zone si la aproape toate 
cadrele de acest tip atat in cazul seismului din Northridge cat si in cazul seismelor din 

16 ,18 ,20 .80 .134 ,135 ,136 ,137 se constata Kobe?" Din analizarea unei bibliografii vaste de specialitate 
ca nu poate rezulta natura exacta a avariilor care poate fi de natura structurala si de 
proiectare, de natura metalurgica si de material, de natura specifica a acţiunii seismice sau in 
ultimul rand o combinaţie ale acestora (Fig. 5.17). Totuşi trebuie subliniat ca in urma 
inspecţiilor structurilor avariate a rezultat ca unele din avarii produse in cazul cutremurilor 
trecute au ramas nedetectate si prin urmare datorita acumularii lor au aparut unele din cedările 
casante neprevăzute 134 

Fig. 5.17 Cauze posibile de producere a avariilor de tip casant 
Fig. 5.17 Possible factors causing brittle damages altering the formation of a dissipativ 

mechanism 
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Pe de alta parte studiand rezultatele experimentale efectuate atat in Europa"̂ ^ cat si in 
S U A'̂ "̂ , Japonia'^^ se pot remarca doua lucruri foarte importante: 
• semnalarea majoritatii avariilor produse din seismele recente in cadrul incercarilor de 

laborator; 
• deosebita influenta a alegerii detaliilor constructive asupra rezistentei si ductilitatii 

nodului. Dispunerea unor rigidizari de continuitate pe inima stâlpului in continuare cu 
tălpile grinzii sau rigidizari pe inima grinzii, pot crea condiţii diferite de disipare a 
energiei, funcţie de "compunerea" elementelor imbinarii grinda-stalp. 

Conceptul stâlp putemic-grinda slaba (SP-GS) necesita alegerea corecta a soluţiei constructive 
pentru realizarea formarii articulaţiilor plastice in grinzi si nu in stâlpi. In cadrul codurilor 
modeme antiseismice^^ "̂^ '̂® se presupune ca articulaţiile plastice se formeaza la interfata intre 
grinda si stâlp; firesc se pun intrebarile: "avand in vedere factori de influenta din figura 5.17, 
in ce condiţii imbinarea poate sa dezvolte cerinţe asa de mari de ductilitate ca cele rezultate in 
cazul seismelor severe ?", "Panou de legătură trebuie sa contribuie la rotirea plastica totala a 
grinzii sau sa ramina o zona, pe cat posibil, neplastificata ?", "Este posibil prin proiectarea 
capacitatii de rezistenta, in asemenea condiţii, sa se realizeze imbinari in condiţii economice 
si de siguranţa ?". Răspunsul a fost incercat sa fie dat prin lansarea unor programe mari de 
cercetare experimentala atat in SUA'^" '̂ ^ cat si in Japonia^®'̂ ^ si Europa (RECOS). 
Rezultatele acestor experimente au evidentiat cauzele principale de avariere dar nu au reuşit 
sa confere soluţii "impecabile" nevulnerabile, deoarece factori de influenta care pot interveni 
sunt foarte mulţi, ne- putând fi eliminaţi sau controlati in totalitate. Prin urmare, abordarea 
trebuie sa se faca intr-un cadru general in care reducerea riscului avarierii se va diminua 
prin aplicarea unor strategii, atat la nivel local cat si la nivel global, realizandu-se 
condiţii stabile de dirijare a articulaţiilor plastice in locuri bine predeterminate, prin 
folosirea anumitor procedee constructive si de conformare (de exemplu soluţia '^dog-
bone^, solidarizarea nodului, elemente disipative speciale in zona nodului, etc) avand 
drept scop reducerea solicitării in zona de imbinare grinda-stalp precum si micşorarea 
efectului variabilitatii caracteristicilor mecanice ale otelului. 

Un rol foarte important il joaca modul de proiectare si de execuţie specific traditional precum 
si modul de fabricare a profilelor laminate care variaza intre S.U.A, Japonia si Europa, 
încercările experimentale efectuate in S.U.A'^'' si Japonia'^^ ar trebui privite in cazul Europei 
mai mult din punct de vedere calitativ, intelegand modul general de comportare si 
mecanismul de avarie posibil produs , deoarece sunt deosebiri in ceea ce priveşte 
dimensiunile profilelor laminate, detalierii imbinarilor, execuţiei sudurilor etc. 

5.5.2 Detalii constructive pentru dirijarea formarii ale articulaţiilor plastice 
(i) Conceptul de solidarizare a nodului 
In cadrul conceptului de solidarizare a imbinarii zona de prindere se intareste corespunzător 
cu ajutorul unor placi suplimentare, realizand pe de o parte reducerea solicitării prinderii si pe 
de alta parte indepartarea articulaţiei plastice de la fata stâlpului. Aceasta solidarizare se poate 
crea folosand rigidizari verticale (ribs) sau compuse (verticale si inclinate, haunches), placi 
dreptunghulare suplimentar pe tălpile grinzii (cover plates), placi suplimentare dispuse lateral 
(side plates) sau soluţii hibride (Fig. 5.18a,b,c,d,e). Conceptul de proiectare se bazeaza pe idea 
creşterii rezistentei nodului in zona suprasolicitata, cum rezulta din diagrama momentului 
necesar si dimensionarea grinzii conform condiţiilor stării limita ultima si de serviciu. In acest 
context, articulaţia plastica se formeaza in zona cea mai slaba, in imediata apropiere a zonei 
solidarizate, neafectand imbinarile sudate sau cu şuruburi, dar afectand o zona a grinzii prin 
formarea unui mecanism plastic care se poate repara uşor (Fig. 5.19). 
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Fig. 5.18 Reprezentare a diferitelor soluţii in cadrul conceptului solidarizării nodului 
Fig 5.18 Schematic representation of different reinforcing solutions 
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Fig. 5.19 Schematizarea efectului conceptului solidarizării nodului 
Fig 5.19 Basic effect of the reinforcing concept 
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Asemenea soluţii prezentate schematic in figura 5.18 au fost incercate la incovoiere ciclica in 
laboratoarele Universităţilor din Texas si Berkeley in cadrul programelor de cercetare 
AISC'^^, SAC'̂ '* post-seism. Metodologia de inercare folosita a fost conform ATC-1992, dar 
modul de rata creşterii vitezei de incercare precum si efectul planseului nu au fost luate in 
considerare. In continuare se prezintă observaţii importante asupra comportării acestor soluţii: 

Pentru cazul soluţiei cu rigidizari verticale sau cu rigidizari compuse (verticale si 
inclinate) (Fig. 5.18a,b): 
• In general aceste soluţii si in special cazul cu rigidizari inclinate, au demonstrat o 

comportare inelastica corespunzătoare; iniţial se observa o degradare a rezistentei dupa 
care urmeaza voalarea tălpilor si inimii absorbandu-se o cantitate mare de energie prin 
dezvoltarea unui mecanism departe de fata stâlpului, iar cu creşterea solicitării se formeaza 
fisuri in zona de imbinare intre talpa grinzii si rigidizarea (anexa A.XIUb); 

• Mecanismul local plastic se formeaza la o distanta h / 3 de la muchia rigidizarii, unde h 
este inaltimea secţiunii; 

• Capacitatea portanta in momentul rotirii plastice ultime nu se reduce sub momentul plastic 
secţiunii, folosand limita de curgere minima, Mrj > Wpi f̂ n̂m ; 

• Panoul de legătură nu se plastifica aproape deloc, toata rotirea inelastica se concentrează 
la grinda in zona nerigidizata, in apropierea rigidizarii (anexa A.XIIIb); 

• Aceste soluţii constuctive prezintă, pe de o parte o nedeterminare statica ridicata, pe de alta 
parte dispunerea rigidizarilor creste inaltimea panoului de legătură, reducând zona in care 
panoul poate sa se plastifice. 

Pentru cazul soluţiei cu placi suplimentare dispuse pe tălpile grinzii (Fig. 5.18c): 
• Comportarea foarte slaba, remarcata in anumite incercari, provine datorita cedărilor 

casante ale sudurilor tălpii superioare sau a sudurilor plăcilor suplimentare in zona de 
imbinare grinda -stâlp, sau a fisurării tălpilor stâlpului in zona de imbinare; 

• In cazul unei comportări adecvate se observa mai intii degradarea succesiva a rezistentei, 
voalarea tălpilor si a inimii dupa care apare iniţierea fisurilor in sudurile de imbinare atat la 
tălpi cat si la placi suplimentare (anexa A.XIUa); 

• Mecanismul local plastic se formeaza la o distanta h / 4 de la muchia rigidizarii, unde h 
este inaltimea secţiunii; 

• Capacitatea portanta in momentul rotirii plastice ultime nu se reduce sub momentul plastic 
al secţiunii, folosand limita de curgere minima, Mrj > Wpi fŷnm ; 

• Panoul de legătură (panel zone) nu se deformeaza puternic, contribuand cu aproximativ 
20% la rotirea plastica totala (anexa A.Xnia) , totuşi in anumite situatii s-au observat 
deformări excesive care au condus la o comportare foarte slaba a probelor incercate; 

• Lungimea plăcilor suplimentare precum si forma lor pot crea condiţii de cedare casanta. 

Pentru cazul soluţiei cu placi dispuse lateral pe o zona sau toata zona^'^''^(Fig. 5.18d): 
• Pentru prima soluţie, comportarea slaba provine datorita cedării sudurilor intre tălpile 

grinzii si plăcile dispuse lateral, mai departe urmând cedarea plăcilor propriu zise. Se 
remarca o dificultate de dezvoltare a unui mecanism de transmitere a solicitărilor intre 
tălpile grinzii si panoului de legătură; 

• A doua soluţie, care constituie imbunatatirea primei, prezintă o comportare ductila prin 
voalarea tălpilor si inimii grinzii, in imediata apropiere a plăcilor laterale cedarea 
dezvoltandu-se la grinda datorita propagarii fisurilor in tălpile grinzii. Articulaţia plastica 
apare la aproximativ o distanta h / 3 de la muchia plăcilor laterale. 
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Din observaţiile asupra formei mecanismului, prezentate in anexa A.XIIIa,b, se constata 
dezvoltarea incompleta a mecanismului inimii, ceea ce a fosl pus in evidenta in §4.5.5, 
subliniand importanta folosirii parametrului, r^, pentru evaluarea capacitatii de rotire capabile 
a elementului in condiţii reale. 

(ii) Conceptul reducerii secţiunii transversale (**dog-bone^ concept) 
In cadrul conceptului de reducere a secţiunii transversale a grinzii se alege o zona la o 
anumita distanta de la interfata grinda-stalp inspre grinda unde tălpile grinzii se reduc 
corespunzător, creând in acest fel o zona slaba in care sa se formeze articulaţia plastica. 
Slabirea secţiunii transversale se poate realiza prin reducerea constanta a tălpilor, prin 
reducerea variabila a tălpilor fie in mod trapezoidal, fie in mod circular, prin găuri de 
diametru constant sau variabil aplicate pe tălpile grinzii (Fig. 5.20a,b,c,d). Deasemenea se pot 
folosi soluţii hibride prin combinarea conceptului de solidarizare a imbinarii si a conceptului 
"dog-bone" (Fig. 5.20e). 

Plumier a fost primul care in anii '90 a propus conceptul reducerii constante a tălpilor grinzii, 
dupa care Chen et al'**' au imbunatatit prima soluţie, propunând o secţiune redusa variabil 
urmând diagrama momentului incovoietor. Dupa seismele din Northridge si Kobe au fost 
propuse soluţiile cu reducere circulara'^^ sau cu gauri''* .̂ Conceptul "dog-bone" se bazeaza pe 
idea reducerii rezistentei, intr-o anumita zona a grinzii corespunzător aleasa, in asa fel incat 
diagrama momentului plastic necesar in zona critica, unde se intentioneaza formarea 
articulaţiei plastice, sa fie mai mare decât momentul plastic capabil al grinzii (Fig. 5.21). In 
acest mod se asigura indepartarea articulaţiei plastice de la fata stâlpului, eliminând 
problemele suprasolicitării elementelor imbinarii precum si incertitudinile locului formarii 
articulaţiei datorita creşterii limitei de curgere. 

Din studiul bibliografiei®'̂ ' 142 p^yj^^ comportarea inelastica a diferitelor soluţii 
propuse se pot remarca urmatoarele: 
• In general fenomenul voalarii apare mai intii la inima profilului urmând voalarea tălpilor, 

iar dupa reducerea succesiva a rezistentei profilului apare fenomenul flambajului prin 
incovoiere-torsiune care evidentiaza epuizarea capacitatii de rotire; 

• In toate experimentele efectuate folosand conceptul "dog-bone" de orice tip, articulaţia 
plastica se formeaza in zona redusa la o distanta intre h/2-3h/2 in funcţie de configuraţia 
aleasa (anexa A. IX.a). Comparand forma ariculatiei plastice intre coneptul "dog-bone" cu 
tălpi reduse variabil si conceptul solidarizării se observa ca in primul caz articulaţia are o 
forma mai stabila si bine dezvoltata fata de cazul al doilea (A. DC.a, A.Xnia,b,). De 
asemenea comparand prima soluţie cu conceptul slăbirii cu ajutorul găurilor se poate 
constata acelaşi lucru, (A.IX.a,b); 

• Panoul de legătură nu contribuie la disiparea energiei, toata rotirea plastica se concentrează 
in zona redusa a grinzii; 

• Atunci cand se folosesc rigidizari laterale pe inima grinzii, dupa terminarea zonei reduse, 
se remarca o sporire a capacitatii de rotire datorita intirzierii degradarii rezistentei; 

• O atentie speciala trebuie acordata la lungimii zonei reduse, la distanta la care trebuie sa se 
inceapa reducerea tălpilor departe de ZIT precum si la forma de racordare a secţiunii 
reduse in care pot aparea concentrări de tensiune; 

• In cazul soluţiei cu reducere variabila a tălpilor cedările observate in timpul experimentelor 
se datoreaza, in majoritatea cazurilor, rotirilor excesive, iniţierea si propagarea fisurilor 
facandu-se in zona de influenta termica a sudurilor; 
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Fig. 5.20 Reprezentare scematizata a) soluţii cu reducerea secţiunii, b) soluţii hibride 
Fig. 5.20 Schematic reprezentation a) "dog-bone" solutions, b) hybrid solutions 
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1) Rigla cadrului, care se 
considera ca ramine in 
stadiul elastic 

2) Zona redusa in care se va 
forma articulatia plastica 

3) Rigla cadrului. 
Diagrama momentului 
capabil 

Zona predeterminata 
de formare a 

articulaţiei plastice. 

Diagrama momentului 
necesar 

Fig. 5.21 Conceptul de proiectare pentru dimensionarea zonei reduse 
Fig. 5.21 Design concept of "dog-bone" solution 

• In cazul soluţiei cu găuri aplicate pe tălpile grinzii, cedarea sau fisurarea care produce 
epuizarea capacitatii de deformare inelastice, apare in zona găurilor la talpa superioara sau 
inferioara funcţie de numărul si diametrul găurilor; 

• In cazul soluţiilor hibride se dezvolta un mecanism tipic ductil; curgerea materialului 
incepe la ambele tălpi ale grinzii in zona redusa plasticizarea extinzandu-se către inima 
unde se formeaza un mecanism. Treptat incepe mai intii voalarea inimii si dupa aceea 
voalare tălpilor (totuşi voalarea nu este insotita de reducerea rezistentei). Apar fisuri dar nu 
si cedări la plăcile suplimentare de solidarizare in sudurile lor de imbinare cu tălpile 
grinzii. 

5.5.3 Efectul planseului in conceptul antiseismic 

In general in conceptul antiseismic a structurilor metalice in cadre planseul se considera ca o 
şaiba rigida care realizeaza uniformizarea deplasărilor orizontale a elementelor verticale ale 
cadrului, asigurand totodata rigiditatea lui in plan orizontal. Nu se tine cont de interacţiunea 
intre planseul din beton armat si grinda metalica, neluarea in considerare a acestei interacţiuni 
se considera ca un efect favorabil asupra comportării globale a structurii. întrebarea care se 
pune este " care este contributia planseului la nivel local?". Răspunsul a venit in urma 
cutremurelor din Northridge si Kobe, in aceste evenimente planseul a avut un efect dublu: 

-Datorita interacţiunii mixte planseu-grinda metalica axa neutra isi schimba poziţia, tinzând 
spre talpa superioara, dezvoltandu-se tensiuni de intindere mari la talpa inferioara. De 
asemenea voalarea tălpii superioare este impiedicata de planseu, toata acţiunea se 
concentrează la talpa inferioara, aceasta fiind cea mai solicitata; 
-Datorita interacţiunii planseu din beton armat-grinda metalica creste rezistenta si rigiditatea 
grinzii, schimbindu-se conceptul SP-GS in SS-GP, ca atare articulaţiile plastice formandu-se 
in nod sau in stâlp. 
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încercările experimentale care tin cont de efectul planseului sunt puţine Ia număr"' ne 
putând explicita cantitativ contributia planseului asupra comportării melastice. Chen'^^ 
mentioneaza ca aceasta contributie asupra suprarezistentei grinzii (cu secţiune redusa) poate fi 
evaluata ca fiind de ordinul 20%. 

Având in vedere pe de o parte incertitudinile evaluarii contributiei planseului, iar pe de alta 
parte faptul ca daca s-ar introduce un coeficient de suprarezistenta pentru luarea in 
considerare a influentei planseului (de ex. 1.20) ar rezulta un coeficient de suprarezistenta 
global destul de ridicat (conducând la o dimensionare neeconomica a stâlpilor si nodului) se 
recomanda minimizarea efectului interacţiunii planseu-grinda. Se prezintă cateva soluţii 
constructive pentru minimizarea acestui efect care permit formarea libera a articulatiei 
plastice (Fig.5.22): 

• oprirea domurilor in zona critica in care este posibila formarea articulatiei plastice'^ 
(Fig.5.22a,b); 

• susţinerea planseului pe grinzile secundare, evitandu-se contactul cu rigla cadrului, grinzile 
secundare fiind rezolvate ca grinzi simplu rezemate sau continui (Fig. 5.22c); 

• susţinerea planseului pe grinzile secundare sau principale (de ex. atunci cand travea este 
egala cu deschiderea) care la rândul lor sunt rezemate pe rigla cadrului. Aceasta soluţie are 
dezavantajul reducerii inaltimii etajului,in schimb, spaţiul de sub placa permite amplasarea 
diferitelor elemente ale instalaţiilor (Fig. 5.22d). 

5.6 Analiza parametrica a unor soluţii constructive pentru imbunatatirea ductilitatii 
locale 

5.6.1 Definirea grinzii standard 

Pentru evaluarea rotirii elementului, in conditi in care elementul face parte dintr-o structura, 
se foloseste conceptul grinzii standard studiat in paragraful 4.2, pentru cazul cand 
articulaţiile plastice se formeaza la capetele grinzii. In situatia folosirii conceptului 
îndepărtării articulaţiilor plastice de la fata stâlpului se pot folosi aceleaşi considerente cu 
particularitatile care se introduc datorita mutării lor. Articulaţiile plastice se dezvolta la o 
anumita distanta, Lp, de la interfata grinda-stalp, portiunea intre locul formarii articulaţiei 
plastice si capatul grinzii se presupune ca ramine in stadiul elastic fiind o portiune rigida. 
Mutarea articulatiei plastice creaza alte condiţii de deformare in element (Fig. 5.23a). 

In figura 5.23b se prezintă grinda standard pentru cazul cand pentru evaluarea ductilitatii 
locale se tine seama numai de fortele orizontale, iar in figura 5.23c cand se tine cont si de 
fortele gravitaţionale , pentru Mp / qL^ >0.25. Cazul cand Mp / qL^ < 0.25 reprezintă o situatie 
speciala care nu face parte in conceptul mai sus mentionat, deoarece articulaţiile plastice se 
formeaza in câmpul riglei cadrului (Fig. 4.1c). Relaţiile (4.4), (4.5), (4.8) pentru calculul 
momentului sau pentru calculul punctului de inflexiune sunt valabile luând in considerare 
indepartarea articulatiei plastice, Lp (cand Lp =0 articulaţiile se formeaza la fata stâlpului) 
(Fig. 5.23b,c). Astfel deschiderea standard pentru cazul cand nu se considera fortele 
gravitaţionale va fi . Lsb = L - LP, unde L este desciderea grinzii, iar Lp este distanta intre fata 
stâlpului si locul formarii articulatiei plastice, determinarea ei se face funcţie de detaliul ales, 
Fig. 5.23b. In cazul cand se considera si fortele gravitaţionale. Mp / qL^ > 0.25, deschiderea 
standard devine: L s r r = 2(L-X| -Lp), pentru partea din dreapta, iar pentru partea din stanga 
este L s r l =2 (xi -Lp), Fig. 5.23c. 
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Fig. 5.22 Detalii constructive pentru minimizarea efectului planseu din beton-grinda metalica 
Fig. 5.22 Constructive details minimizing the composite action floor slab-steel beam 
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H-
i f l t 

i i 

Mp / qL^ > 0.25 

Fig. 5.23 Conceptul grinzii standard luând in considerare mutarea articulaţiei plastice 
Fig. 5.23 Standard beam concept taking into account the relocation of plastic hinge 

5.6.2 Soluţia "dog-bone** 
(i) Considerente de proiectare 
Soluţiile constructive care se vor analiza sunt cele prezentate in figura 5.20, avand secţiune 
redusa constant sau variabil de forma trapezoidala. 

• Secţiune cu reducerea constanta a tălpilor: 
Pentru indepartarea articulaţiei plastice de la fata stâlpului este necesara alegerea corecta a 
formei si geometriei secţiunii reduse, cum rezulta din observaţiile experimentale®'^"", 
deoarece acestea influenteaza hotarator modul de comportare a zonei slăbite. Detaliile 
constructive corespunzătoare formei, geometnei si conceptului de proiectare sunt prezentate 
in figura 5.24. 
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a) 
iL 

Li = L, + Lj 

Lp = Li + L„/2 

B 

B 

11 
Li ij!L 

YZZT^ 

Momentul plasic 
capabil 

Momentul plastic 
necesar 

/ V / f 
VT//7TK 

C) 
d) Detaliu 

bl 

Fig. 5.24 Forma si geometria secţiunii cu reducere constanta 
Fig. 5.24 Geometiy of the constant reduced beam section 

Taierea tălpilor grinzii se incepe la o distanta, Li, egala cu h / 6 < Li < h / 3 de la fata 
stâlpului, avand drept scop pe de o parte indepartarea suficienta a articulaţiei plastice, iar pe 
de alta parte prevenirea deteriorării materialului de baza datorita efectului zonei de influenta 
termica. Urmeaza o zona de tranzitie, L2, care trebuie aleasa din condiţia ca la schimbarea 
secţiunii sa nu apara fenomenul concentrării tensiunilor. In general un unghi mai mic de 45" 
nu creaza probleme; din aceasta condiţie se recomanda L2= 1.20... 1.50c. Totuşi atat din punct 
de vedere tehnologiei cat si din cel al comportării se recomanda rotunjirea muchiilor cu o raza 
R=c, dezvoltând un racord intre zona redusa si cea neredusa (Fig. 5.24d). Zona predeterminata 
in care se doreşte formarea articulaţiei plastice, avand lungime L^ , se determina in asa fel 
incat mecanismul plastic sa se extindă pe toata zona redusa obtinandu-se in acest fel o 
disipare a energiei mai mare. De obicei, dn incercarile experimentale®"se evidentiaza ca, 
lungimea articulaţiei plastice variaza intre h / 2...h (h, inaltimea profilului). Deasemenea 
pentru calculul aproximativ al lungimii mecanismului, Ln, , se pot folosi relaţiile (3.18), 
(3.19): 
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L^ = 2pb = 1.20b 
0.75/ \ 

V ^uV 

w 
b / 

0,25 
(5.16) 

Alegerea unei lungimi prea scurte nu permite dezvoltarea completa a articulaţiei plastice, iar 
alegerea unei lungimi prea mare nu reuşeşte concentrarea articulaţiei plastice; deoarece este 
foarte dificil sa se determine exact lungimea articulaţiei plastice se recomanda ca lungimea sa 
respecte condiţia: 

<h (5.17) 

Secţiunea redusa este urmata tot de o zona de tranzitie, L2, care se determina din condiţia 
neconcentrarii tensiunilor. Conceptul de proiectare se bazeaza pe reducerea constanta a 
tălpilor secţiunii transversale in asa fel incat, in zona critica, momentul plastic al grinzii, 
Mp.red, sa fie cu 5-10% sub momentul plastic necesar, din zona respectiva (Fig. 5.25b). 
Reducerea suplimentara cu 5-10% a momentului se face pentru a elimina inexactitatile 
calculului asigurand formarea articulaţiei plastice in locul predeterminat. Momentul pentru 
dimensionarea secţiunii reduse, avand in vedere ca grinda apartine unui cadru (Fig. 4.3c), 
rezulta: 

Mp^ = (0.95...0.90)M. 
f2L, 

- l 1 L, 
2a L 

1 - (5.18a) 

m care: 
L -deschiderea elementului; 
Lp -lungimea de la fata stâlpului pana in locul formarii articulaţiei plastice, care se ia 

egal cu Lp = L, + Lm / 2; 
Mp -momentul plastic al grinzii nereduse; 
a - rajwrtul fortelor gravitaţionale. Mp / qL .̂ 

Dimensionarea tălpilor reduse, bi, se poate face explicitand relaţia 5.18a din care rezulta: 

1 + 
d^t. 

4bt,(d + t,). 
M pred 

Mp 4btf(d + t,) 
(5.18b) 

Relaţia (5.18a) se reprezintă in figura 5.25; se poate observa ca marirea fortelor gravitaţionale 
conduce la creşterea reducerii secţiunii. Avand valorile din relaţia (5.18a) se poate determina 
direct raportul bi / b, ftmctie de geometria profilului si raportul fortelor gravitaţionale (Fig. 
5.26). Cu ajutorul reiaţilor (5.18a,b), se pot elabora tabele complete pentru toate seriile de 
profile laminate (DPE, HEA,HEB) ce pot fi foarte utile in practica de proiectare pentru 
dimensionare rapida a secţiunii reduse. Un exemplu se prezintă in tabelele 5.4.a,b. In tab. 
5.4a, in fîmctie de fortele gravitaţionale si secţiune aleasa din alte condiţii de dimensionare, 
precum si ftmctie de predeterminarea locului formarii a articulaţiei plastice, se determina 
raportul Mpred / Mp, pentru situatia reducerii secţiunii cu 5% (0.95 Mp^d ! Mp) sau 10% (Mp^d 
/ Mp). Din tabelul 5.4b se poate determina direct reducerea tălpilor profilului depinzând de 
alegerea locului formarii articulaţiei plastice si de fortele gravitaţionale, pentru situatia 
reducerii cu 5-10% a momentului la alegerea si combinaţia dorita de către proiectant. 
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0,8 -

§ 

0,3 
0,25 

L p / L = 0 0 1 0 

- • — L p / L = 0 0 4 0 

1 • 
0,25 0,3 0,4 0,5 0,6 

1 -
4 • • • • 

^ i - ^ L p / L = 0 . 0 7 0 

B — L p / L = 0 10 

- * — L p / L = 0 13 

Mp'qL 

Lp/L=0 .010 

• - L p / L = 0 . 0 4 0 

Q — L p / L = 0 . 1 0 

Mp/qL^ 

0,3 0,4 0,5 0,6 

0,01 

Fig. 5.25 Determinarea momentelor plastice reduse 
Fig. 5.25 Reduced plastic moments 

0.95Mp.i«d/Mpj 

I P E 2 0 0 

- • - I P E 3 0 0 

- A — I P E 4 0 0 

Lp/L 

0,04 0,07 0,1 0,13 

Fig. 5.26 Determinarea reducerii tălpilor secţiunii transversale 
Fig. 5.26 Determination of the reduced flange section 
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Mp/qL'=0.25 -
0.90Mp.re<l/Mp 

• IPE 200 

• IPE 300 

- A — I P E 400 

L p / L 

0,01 0,04 0,07 0,1 0,13 

Fig. 5.26 continuare 
Fig. 5.26 continued 

Tabel 5.4a Determinarea momentului plastic redus 

M p / q L ^ L „ / L / Mo 0.95Mar«l / M „ 0.90M„.„d/M„ 1 
0.010 0.960 0.912 0.864 
0.040 0.843 0.800 0.758 

0.25 0.070 0.729 0.692 0.651 
0.10 0.620 0.589 0.558 
0.13 0.513 0.487 0.461 

0.010 0.963 0.914 0 866 
0.040 0.856 0.813 0.770 

0.30 0.070 0.751 0.713 0.675 
0.10 0.650 0.617 0.585 
0.13 0.551 0.523 0.495 

1 0.010 0.967 0.918 0.887 
1 0,040 0.872 0.828 0.784 

0.40 0.070 0.778 0.739 0.700 
1 0.10 0.687 0.652 0.618 

0.13 0.598 0.568 0.538 
0.010 0.970 0.921 0.873 
0.040 0.881 0.836 0.792 

0.50 0.070 0.794 0.754 0.714 
0.10 0.710 0.674 0.639 
0.13 0.627 0.595 0.564 

0.010 0.971 0.922 0.873 
0.040 0.888 0.843 0.799 

0.60 0.070 0.805 0.764 0.724 
1 0.10 0.735 0.698 0.661 
1 0.13 0.645 0.612 0.580 

0.010 0.973 0.924 0.875 
1 0.040 0.892 0.847 0.802 

0.70 0.070 0.813 0.772 0.731 
0.10 0.735 0.698 0.661 
0.13 0.659 0.593 0.593 
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Tabel 5.4b Dimensionare directa a secţiunii reduse 

b, /b 
Prom Mp / qL^ U / L 0.95M^^ / M . 0.90M^^ /M„ 

0.010 0.864 0.790 
0.040 0.692 0 627 

0.25 0.070 0.527 0.470 
0 10 0367 0.319 

IPE300 0.13 0.211 0.170 
0010 0.878 0.804 
0.040 0 748 0,679 

0.50 0.070 0.622 0.559 
0.10 0.497 0.444 1 
0.13 0.376 0.329 

0.010 0.861 0.785 
0.040 0.684 0.618 

0.25 0070 0.515 0.457 
0.10 0.351 0.303 

IPE 400 0.13 0 192 0.150 
0.010 0.875 0.799 
0.040 0.742 0,671 

0.50 0070 0613 0.549 
0.10 0.485 0,430 
0.13 0361 0.312 1 

Din tabelul 5.4b se observa ca indepartarea locului formarii a articulaţiei plastice de la fata 
stâlpului, conduce la majorarea reducerii tălpilor secţiunii transversale. Dupa stabilirea 
dimensiunilor secţiunii reduse este necesara evaluarea momentului la fata stâlpului pentru 
dimensionarea elementelor imbinarii, precum si momentul pentru verificarea conceptului SP-
GS. In figura 5.27 se prezintă conceptul de calcul. 

Mc.f 

- ^ >yMp.b.red , ^ 
^ ^ 1 H A Q ^ Mp.b.red C t H H H p . J Mc.f 

îv^D t v v 

Fig. 5.27 Calculul momentului la fata stâlpului 
Fig. 5.27 Calculation of moment demands at the face of the column 
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Din condiţia sumei momentelor pentru grinda simplu rezemata se gaseste forţa taietoare 
plastica, Vp, in locul presupus de formare a articulaţiei plastice: 

Vp = 
qLpd M + p.b.red (5.19a) 

m care; 
q- suma forţelor gravitaţionale, q=1.35G+1.50Q (EC-3); 
Lpd- distanta intre articulaţiile plastice; 
Mp b red - momentul plastic din zona redusa. 

Momentul Mpbred se calculeaza in asa fel incat sa se tina seama de efectul ecruisarii si 
variabilitatii caracteristicilor mecanice pentru asigurarea corespunzătoare a suprarezistentei 
elementelor imbinarii, pentru a ramane in stadiul elastic: 

Mpb^ = yMp„^ (5.19b) 
in care: 

Mpred- niomentul plastic redus calculat din relaţia 5.18a; 
Y - coeficientul care tine cont de efectul ecruisarii si a variabilitatii caracteristicilor 

mecanice ale otelului; se propune sa se ia egal cu y = 1.20 (f^^ax! fynun ) Factorul 
1.20 introduce efectul ecruisarii, iar raportul fŷ ax / f>Tnm variabilitatea limitei de 
curgere (cand nu se cunoaşte raportul se propune sa se ia egal tot cu 1.20). 

Scriind momentul la fata stâlpului, pentru partea din stanga, rezulta: 

Mcf=Mpb^ +VpLp.qLp 

Folosand relaţiile (5.19a,b) rezulta: 

(5.20a) 

Me, = y M , ^ 1 + + qL - l 
'Pd/ 

(5.20b) 

Inlocuand relaţia (5.18a) in (5.20b) rezulta: 

f2Lp 
\ CL \ 

P - 1 + — ^ 1 - p 
CL \ 

l L J 2aL \ L j V ^pdj 2 J 
(5.20c) 

Cu ajutorul relaţiei (5.20c) se calculeaza momentul la fata stâlpului, Mfc, care depinde atat de 
geometria secţiunii reduse, locul predeterminat de formare a articulaţiei plastice cat si de 
aportul fortelor gravitaţionale (termenii ecuaţiei 5.20c sunt explicitati mai sus). Tot cu 
ajutorul relaţiei (5.20c), considerând nodul suficient de rigid (solicitările elementelor de la 
nodul teoretic se reduc la fata elementelor), se poate verifica condiţia SP-GS: 

lMc>SMcf (5.21) 
in care: 

LMc - suma momentelor stâlpului care se intilnesc in nod; 
ZMc.f- suma momentelor grinzilor care se intilnesc in nod. 
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• Secţiune cu reducere variabila: 
In general, pe aceleaşi considerente se bazeaza si conceptul secţiunii cu reducere variabila, 
totuşi cu anumite particularitati. In figura 5.29 sunt prezentate forma, geometria precum si 
conceptul de proiectare. 

Li = L, + L2 

Lp = Lj + L„ / 2 

I vz/yz^zizn 

li. IUL 

a) 
Momentul plastic 
capabil Momentul plastic 

necesar 

r - v Y / z y / A U ^ 

c) Detaliu j -

h 

T A 

Fig. 5.29 Geometria secţiunii cu reducere variabila a tălpii 
Fig. 5.29 Geometiy of the variable reduced beam section 

Conceptul de proiectare se bazeaza pe reducerea variabila a tălpii in asa fel incat reducerea sa 
urmareasca diagrama momentului incovoietor; momentul plastic redus a secţiunii fiind cu 5-
10% mai mic decât momentul plastic necesar din zona critica (Fig. 5.29b). 

Distanta L] se alege pe baza aceloraşi considerente ca si in cazul secţiunii cu reducere 
constanta. Alegerea distantei Lj de tranzitie se face pe aceleaşi considerente explicitate 
anterior, totuşi in acest caz unghiul de schimbare a secţiunii ar trebui sa fie mai mic, 
recomandandu-se sa se ia L2 = 2.0...2.20ci. La fel se propune realizarea unui racord intre zona 
redusa si cea neredusa, R=Ci, pentru minimizarea efectului concentrării tensiunilor, Fig. 5.29c. 
Zona de formare a articulaţiei plastice, L^, se determina conform relaţiei (5.17). Pentru zona 
de "ieşire", L3, se propune sa se ia egal cu L3 = 2.50... 2.70c2. 

Condiţia de dimensionare rezulta la fel ca si in cazul anterior, relaţiile de calcul ale 
momentelor plastice reduse din zona critica, M^'^red, M̂ V̂̂ ed fiind: 

174 

BUPT



= (0.95..0.90)M, f2L, 1 L, / 

- 1 + ^ 1- 1 

L J 2a L \ LJ 
(5.22a) 

= (0.95..0.90)M, 
2L 
L 

1 L. 
2a L 

1 - M 
lJ 

(5.22b) 

in care: 
p red , p red" iTîomente plastice reduse din zona formarii articulaţiei plastice; 

L, - lungimea de la fata stâlpului pana la inceputul zonei formarii articulaţiei plastice, 
L, - L1+L2; 

L, - lungimea totala de la fata stâlpului pana la terminarea zonei reduse, L, =L, + Ln,; 
Mp - momenntul plastic al grinzii nereduse; 
a - raportul fortelor gravitaţionale care se ia egal cu a = Mp / qL'. 

Evident, relaţiile (5.22a,b) sunt valabile pentru L, / L < L, / L. Determinarea momentelor 
pred , M^̂ Vred este necesara pentru evaluarea reducerii tălpilor, bi, b2. Prin urmare, 

explicitand relaţiile (5.22a,b) rezulta relaţiile de dimensionare: 

1 + 
d^. 

4bt,(d + t,). 
p red d^t. 

M. 4btf(d + tf) 
(5.23a) 

1 + 
d^t., 

4btf(d + t,). 
p Tcd d^t. 

M, 4bt,(d + t,) 
(5.23b) 

Reprezentând relaţiile (5.22a,b) se constata ca marimea fortelor gravitaţionale conduc la 
creşterea reducerii tălpilor secţiunii transversale (Fig. 5.30a,b). Cu ajutorul realatiilor 
(5.22a,b) se pot determina direct rapoartele bi / b, b2 / b. 

Dimensionarea secţiunii reduse variabil depinde de 3 parametri, rapoartele L, / L, L, / L care 
introduc geometria secţiunii si raportul Mp / qL .̂ In acest context se pot intocmi tabele pentru 
toate tipurile de profile laminate (IPE, HEA, HEB) pentru calculul direct a reducerii tălpilor 
funcţie de rapoartele Li / L, L, / L, Mp / qL ,̂ tinand seama de fiecare data de cate un parametru 
constant. Un exemplu se prezintă in tabelul 5.5 pentru un profil EPE 300. Valorile din tabelele 
5,4a,b,c,d sunt reprezentative pentru a arata modul de lucru ale acestora. Proiectantul este 
liber sa hotareasca procentul de reducere in asa fel incat momentul secţiunii sa fie cu 5-10% 
mai mic decât momentul necesar. Funcţie de stabilirea condiţiilor de proiectare precum si 
condiţiilor de execuţie concrete pot fi elaborate asemenea tabele pentru anumite 
deschideri si anumite configuraţii a secţiunii reduse. In ceea ce priveşte realizarea zonei 
reduse se pot folosi şabloane de taiere avand dimensiunile standardizate conform 
condiţiilor mai sus enuntate. In acest mod pot fi modulate crescandu-se gradul de 
prefabricare in cadrul unei fabrici de confecţii metalice, totodata reducandu-se costul de 
execuţie in fabrica. 
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s in cs © 

A 4 

• m • — • — 

T. 
• •Li/L=0,01 ,Lt/L=0,010 

- Li / L =0,040 . Lt / L=0,040 
•Li/L =0,070 ;Lt/L=0.070 
•Li/L=0,10 ,Lt/L=0,10 
-Li/L=0,I3 ,Lt/L=0,13 
-Li/L=0,16 ;Lt/L=0,16 

Mp/qL^ 

0,25 0,3 0,4 0,5 0,6 

a 

o 

0,25 

-Li/L =0,01 ;Lt/L=0.010 
-Li/L=0,040;Lt/L=0,040 
-Li/L =0.070. Lt/L=0,070 
-Li/L=0,10;Lt/L=0,10 

*—Li/L=0,13 :Lt/L=0.13 
Li/L=0,16,Lt/L=0,16 

Mp/qL^ 
0,3 0,4 0,5 0,6 

Fig. 5.30 Determinarea momentelor plastie reduse 
Fig. 5.30 Reduced plastic moments 

Tabel 5.5 
Table 5.5 
a 

Dimensionarea directa a tălpilor secţiunii reduse 
Direct sizing of the variable reduced beam section 

Profil Mp/qL^ L,/L L,/L 
b,/ b bj/ b 

Profil Mp/qL^ L,/L L,/L 0.95M<'V«i 0.90M<'>„„, 

IPE300 0.30 0.010 
0.040 

0.864 0.793 
0.712 0.645 

IPE300 0.30 0.010 0.070 0.864 0.793 0.558 0.500 IPE300 0.30 0.010 
0.100 

0.864 0.793 
0.410 0.384 

b) 

Profil Mp/qL^ L,/L L,/L 
b,/ b bl / b 1 

Profil Mp/qL^ L,/L L,/L 0.95M<'>„,«, 0.90M<'Vred 1 

1 IPE300 0.30 
0.005 

0.07 
0.895 0.819 

0.558 0.500 1 IPE300 0.30 0.010 0.07 0.864 0.793 0.558 0.500 1 IPE300 0.30 
0.015 

0.07 
0.843 0.770 

0.558 0.500 
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s) 

Profil Mp / qL^ L, /L L , / L 
b , / b bj/ b 

Profil Mp / qL^ L, /L L , / L 0.95M<'Vred 0.90M<'>„„, 

IPE 300 060 0010 
0.040 

0864 0.793 
0 758 0.690 

IPE 300 060 0010 0.070 0864 0.793 0.636 0.574 IPE 300 060 0010 
0 100 

0864 0.793 
0.520 0.464 1 

d) 

Profil Mp/qL^ L, /L L , / L 
b, / b bj/ b 

Profil Mp/qL^ L, /L L , / L 0.95M<'>,^ 

IPE 300 0.60 
0.005 

0.07 
0.902 0.825 

0.636 0.574 IPE 300 0.60 0.010 0.07 0.878 0804 0.636 0.574 IPE 300 0.60 
0.015 

0.07 
0861 0 786 

0.636 0.574 

Pentru stabilirea momentelor la fata stâlpului, Mfc, se folosesc relaţiile (5.19a,b), (5.20a,b) 
obtinute anterior. Totuşi in cazul secţiunii cu reducere variabila se poate lucra fie cu un 
moment mediu redus, M'̂ ^̂ pred, fie cu momentul plastic redus, M^̂ Vrê ' obtinut la terminarea 
zonei de formare a articulaţiei plastice. Lucrând cu M^̂ r̂ed se obţine o mica reducere a 
momentului la fata stâlpului. Lucrând cu M'̂ ^̂ pred se obţine o mica creştere care poate servi 
partial ca sa acopere incertitudinile calcului (de pilda neluarea in considerare a planseului din 
beton, efectul vitezei de incarcare etc). Prin urmare relaţia (5.20b) se scrie utilizând notatiile 
figurii 5.29: 

1 + + qL, 
f i Pd - l 

'pd/ 
(5.24) 

m care: 
- momentul plastic redus din zona critica calculat conform relaţiei 5.22b, 
care se ia egal cu M'̂ '̂p.ed = (M '̂Vred + M '̂Vred) / 2 ; 

Lpd - distanta intre articulaţiile plastice; 
Lt - distanta care se ia egala cu Lt = Li + L^ (Fig. 5.29); 
q - incarcarile gravitaţionale, q = 1.35G+1.50Q (EC-3); 
y- coeficient care introduce efectul ecruisarii si variabilitatii limitei de curgere. 

Cu ajutorul relaţiei (5.24) se dimensionează elementele imbinarii grinda-stalp si se verifica 
condiţia (5.21) pentu dezvoltarea unui mecansim global. 

Un detaliu asupra caruia trebuie sa i se dea o atentie deosebita pentru a aplica conceptul "dog-
bone" in condiţii corespunzătoare, este detaliul de imbinare intre inima grinzii si talpa 
stâlpului. Utilizarea şuruburilor pentru prinderea cuponului la inima grinzii creaza condiţii de 
incompatibilitate intre imbinarea sudata a tălpilor grinzii cu tălpile stâlpului si imbinarea cu 
şuruburile datorita raportului diferit al rigidităţilor. Acest lucru a fost demonstrat atat in 
l a b o r a t o r ' c a t si in condiţiile reale (Northridge). Sunt recomandate imbinarile complet 
sudate, prin folosirea fie a unui cupon complet sudat, fie sudare directa a tălpilor grinzii cu 

134,138 se suduri in relief pe talpa stâlpului (Fig. 5.31a,b). Din observaţiile experimentale 
constata ca folosirea plăcilor de continuitate precum si utilizarea plăcilor de intarire aplicate 
pe panoul de legătură imbunatatesc comportarea postelastica nodului. Ca atare se recomanda 
folosirea plăcilor de continuitate sau a plăcilor de intarire pentru a iniatura fenomenul voalarii 
tălpilor stâlpului (Kinking), realizand toate condiţiile pentru concentrarea mecanismului 
inelastic in zona redusa. 
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a) îmbinare complet sudata b) îmbinare mixta 

Zona redusa 

Fig. 5.31 Detaliu de imbinare grinda -stâlp 
Fig. 5.31 Detail of the beam-column connection 

(ii) Analiza factorilor care influenteaza capacitatea de rotire a grinzilor cu secţiune 
redusa 

Pentru studiul parametrilor care afecteaza capacitatea de rotire capabila, Rcap , a grinzilor cu 
secţiune redusa se foloseste grinda standard care tine cont de locul formarii articulaţiei 
plastice, considerandu-se si influenta forţelor gravitaţionale. Determinarea capacitatii de rotire 
se face cu progamul DUCTROT'95, iar efectul racordului intre inima-talpa se introduce cu 
ajutorul coeficientului de corecţie, Cp Capacitatile de rotire capabile, R̂ ap , sunt calculate in 
ipoteza ca toata acţiunea se concentrează in zona redusa a grinzii, nodul fiind suficient de 
ngid. 

In figura 5.32 se prezintă, pentru cazul reducerii constante a tălpilor, modul de variaţie a 
capacitatii de rotire. Se constata ca se poate obţine o creştere pana la 50% a capacitatii de 
rotire a secţiunii reduse cand se compara cu secţiunea neredusa. Creşterea rotirii depinde atat 
de procentul de reducere a tălpilor, bi / b, cat si de locul formarii a articulaţiei plastice, Lp / L. 
In general o reducere intre 20-40% conferă grinzii o capacitate de rotire ridicata, fara a 
influenta rezistenta si rigiditatea elementului. 

IPE 300 (Fe 360) 
|L;=5000iiiii, LDF'ISOiiiii 

Mp/qL'=0.30 

a m £ 

b,/b 
0,6 0,7 0,8 0,9 

Fig. 5.32 Influenta parametrilor geometri asupra capacitatii de rotire capabile 
Fig. 5.32 Influence of geometrical parameters on available plastic rotarion capacity 
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Asemenea observaţii pot fi remarcate si in cazul incercarilor experimentale'^ '̂ ''. Indepartarea 
cat mai mare a articulaţiei plastice de la fata stâlpului, Lp / L, conduce la o creştere 
suplimentara de ordinul 2-3% a rotirii, pentru acelaşi procent de reducere a tălpilor (Fig.5.32). 
Totuşi nu se recomanda indepartarea prea mare a locului dezvoltării articulaţiilor plastice 
deoarece slabirea secţiunii departe de zona momentului maxim necesar nu reduce 
suprasolicitarea elementelor imbinarii grinda-stalp. Importanta sistemului de incarcare asupra 
capacitatii de rotire se arata in figura 5.33. Neluarea in considerare a fortelor gravitaţionale 
pentru calculul rotirii conduce la o supraestimare a capacitatii de rotire cu aproximativ 27%. 
Neglijarea fortelor gravitaţionale pentru dimensionarea secţiunii reduse conduce la alegerea 
incorecta a parametrilor geometri secţiunii, deoarece formele diagramelor de momnet pentru 
cazul Mş-Hfl si Mş sunt diferite. 

14 IPE 300 (Fe 360) 
L=5000min, Lni=150 

Lp / L =0.030, Mp/qL^=0.30 
12 -

2 10 -flc 

8 -

Ms 

-A—Mg-^s 

Ms- moment din încărcări seismice 
Ms+g- moment din incarcan seism 

si gravitaţionale. 

b,/b 
0,6 0,7 0,8 0,9 

Fig. 5.33 Influenta sistemului de incarcare asupra capacitatii de rotire capabile 
Fig. 5J3 Influence of loading system on available plastic rotation capacity 

Având in vedere importanta fortelor gravitaţionale asupra modului de deformare inelastica a 
grinzii, in figura 5.34 se prezintă efectul lor asupra capacitatii de rotire secţiunii reduse 
constant; crestera fortelor gravitaţionale. Mp / qL^=0.25...0.30 conduce la scaderea capacitatii 
de rotire cu 16-23% in comparaţie cu rapoartele Mp / qL^=0.60... 0.80. 

14 IPE 300 (Fe 360) 
; L=5000mm, Lai=150 

Lp/L=0.030 

£ 

bl /b=0.80 
- • - b l /b=0 70 
-A—bl /b =0.60 
-X— Sect neredusa 

Mp/qL^ 
0,25 0,3 0,4 0,5 0,6 0,7 0,8 

Fig. 5.34 Influenta fortelor gravitaţionale asupra capacitatii de rotire capabile 
Fig. 5 J 4 Influence of gravitaţional loads on available plastic rotation capacity 
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Se cunoaşte ca marimea limitei de curgere, fy, datorita variabilitatii limitei de curgere, 
fenomenului ecruisarii , creşterii vitezei de incarcare sau altor cauze produce reducerea 
capacitatii de deformare inelastica. In figura 5.35 se prezintă modul de variaţie a capacitatii 
de rotire funcţie de raportul fy / fu. In primul rand trebuie mentionat faptul ca secţiune 
neredusa este foarte mult influentata de creşterea limitei de curgere, dezvoltând o capacitate 
de rotire medie sau redusa. In schimb elementul cu secţiune redusa prezintă o rotire ridicata, 
iar dupa o creştere cu 25% a limitei de curgere capacitate de rotire ramina la un nivel 
corespunzător. In al doilea rand, menţionarea capacitatii de rotire la un nivel ridicat se obţine 
prin majorarea procentului reducerii tălpilor si nu prin indepartarea locului formarii a 
articulaţiilor plastice (Fig. 5.35). 

10 IPE 300 (Fe 360) 
L=5000Mn, Liii=150 

Lp /1^ .030 , Mp/qL'^ JO b l / b = 0 8 0 , L p / L = 0 . 0 3 0 

L p / L = 0 0 3 5 , b l / b = 0 . 8 0 

b l / b = 0 7 0 , L p / L = 0 . 0 3 0 

SecL neredusa 

fu=360N/inin^ 

fy/fu 
0,65 0,7 0,8 0,9 

Fig. 5.35 Influenta raportului fy / fii asupra capacitatii de rotire plastice capabile 
Fig. 5.35 Influence of yielding ratio on available plastic rotation capacity 

Asemenea concluzii, ca si cele prezentate anterior, se remarca si in cazul elementului cu 
secţiune redusa variabil. In figura 5.36 se prezintă influenta parametrilor geometrici asupra 
capacitatii de rotire; in comparaţie cu secţiune neredusa se constata o creştere a capacitatii de 
rotire intre 26-50%, fiinctie de reducerea tălpilor. Comparand diagramele din figurile 5.32, 
5.36 se observa o diferenţa intre alura curbelor. In primul caz (Fig. 5.32) apare o continua 
descrestere; in al doilea caz (Fig. 5.36) descreşterea este mai lenta pana la nivelul inceperii 
reducerii secţiunii, dupa care apare o descrestere mai abrupta. Diferenţa se datoreaza 
conceptului de proiectare, deoarece in cazul al doilea reducerea secţiunii variaza cu diagrama 
momentului necesar, forma obtinuta este mai avantajoasa atat din punct de vedere al 
rezistentei cat si din punct de vedere al deformabilitatii inelastice (pentru bj / b=0.90, b2 / 
b=0.70 se obţine o rotire cu 22% mai mare fata de secţiune neredusa). In general pentru a 
obţine capacitati de rotire ridicate, (H), se recomanda h\l b=0.85... 0.75 si hi / b=0.60...0.55. 

Efectul neluarii in considerare a fortelor gravitaţionale se prezintă in figura 5.37. In acest caz 
subestimarea capacitatii de rotire este mai mare cu aproximativ 35%, deoarece geometria 
secţiunii depinde mai mult de forma diagramei momentului in comparaţie cu situatia reducerii 
constante a tălpilor. 
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La fel in figura 5.38 se arata efectul forţelor gravitaţionale asupra capacitatii de rotire. 
Creşterea forţelor gravitaţionale, Mp / qL^ =0.25 .0.30 reduce capacitatea de rotire plastica cu 
aproximativ 16-23%in comparaţie cu raportul Mp / qL^ =0.60. .. 0.80. Deasemenea efectul 
creşterii limitei de curgere se prezintă in diagrama figurii 5.39, in care se remarca din nou 
efectul favorabil care conferă conceptul "dog-bone" pentru eliminarea problemelor legate de 
creşterea limitei de curgere. 

11 IPE 300 (Fe 360) h 
' L/—SOOOuui, LtiuF-l SOUMU 

Mp/qL'H).30 

1 0 -
- L i / L = 0 . 0 1 2 , U / L =0 .042 

- L i / L = 0 . 0 1 6 , U / L = 0 . 0 4 6 

- U / L = 0 . 0 2 0 , L t / L = 0 . 0 5 0 

e - U / L=0.024, Lt / L =0 .052 

S os 

0,55 
0,75 

0,6 
0,8 

0,65 
0,85 

0,7 
0,9 

bj/b 
b,/b 

Fig. 5.36 Influenta parametrilor geometrici asupra capacitatii de rotire plastice 
Fig. 5 J6 Influence of geometrical parameters on available plastic rotation capacity 

14 IPE 300 CFe 360) 
D=S000imn, LiiF=lSOimi 

U / L=0.016, U / L=0.046Mp /qL2=0.30 

a es <j 
06 

— 1 1 
i — i 1 As^ 1 ^ ^ 

_ _ (H) 
i : ; I ' j 
1 
1 
i 1 ' ^ ' 

[ I 
! 
i 

• 1 ^ 1 

0,55 
0,75 

0,6 
0,8 

0,65 
0,85 

0,7 
0,9 

b2/b 
bl/b 

Fig. 5.37 Influenta sistemului de incarcare asupra capacitatii de rotire capabile 
Fig. 5.37 Influence of loading system on available plastic rotation capacity 
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11 

IPE 300 (Fe 360) 
L=5000min, Lra=150mm 

Li / L=0.016, Lt / L=0.046 

• — b l / b = 0 90 , b2 / b = 0 70 

« — b l / b = 0 . 8 5 . b 2 / b = 0 . 6 5 

* - b l / b = 0 . 8 0 , b 2 / b = 0 6 0 

M — S e c t neredusa 

Mp / qL^ 
0,25 0,3 0,4 0,5 0,6 0,7 0,8 

Fig. 5.38 Influenta forţelor gravitaţionale asupra capacitatii capabile de rotire 
Fig. 5.38 Influence of gravitaţional loads on available plastic rotation capacity 

10 IPE 300 (Fe 360) 
L=5000nim, Lni=150min 

2, Lt / L=0.05, Mp /qL' 

• — S e c t . neredusa 

b l / b = 0 . 9 0 , b 2 / b = 0 . 7 0 

A - b l / b = 0 . 8 0 , b 2 / b = 0 6 0 

fu =360 N/mm^ 

l y / f u 
0,65 0,7 0,8 0,9 

Fig. 5.39 Influenta raportului fy/fu asupra capacitatii capabile de rotire 
Fig. 5.39 Influence of yielding ratio on available plastic rotation capacity 

Pentru studiul analitic al efectului planseului asupra capacitatii de rotire se foloseste 
conceptul grinzii standard. Se cunoaşte ca atunci cand momentul incovoietor devine pozitiv, 
planseul lucrând in compresiune, participa impreuna cu grinda metalica mărind momentul din 
partea stanga. Ml = Mpb + Mppianseu (Fig- 5.40a). In partea dreapta planseul lucreaza la 
intindere, in stadiul fisurat, momentul fiind Mr =Mpb Considerând o creştere a momentului 
datorita contribuţiei planseului cu 10...30% se constata o reducere a capacitatii de rotire 
plastice intre5-10% (Fig. 5.40b). Totuşi aceasta reducere poate fi mai mare depinzând de 
geometria secţiunii reduse, de aportul forţelor gravitaţionale, de variaţia limitei de curgere, 
nefiind uşor de determinat exact. 
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a) 

10 

a 
w ec 

TT-^ 

Mr=M, 
b) Mr=Mp 

IPE 300 (Fe 360) 
L=5000mni, Liif=150 

Mp/qL̂ =0.30 

Sect. neredusa 
Sect redusa constnî 

•ât— Sect. vanabil 

Mi./MR 
1,1 1,2 1,3 

Fig. 5.40 Influenta planseului asupra capacitatii de rotire capabile 
Fig. 5.40 Influence of foolor slab on available rotation capacity 

5.6.3 Soluţie de solidarizare a nodului cu folosirea rigidizarilor 
(i) Considerente de proiectare 

Alternativa pentru indepartarea articulaţiei plastice de la fata stâlpului reprezintă soluţia 
solidarizării nodului cu ajutorul unor rigidizari verticale (ribs) sau compuse (rigidizari 
verticale si inclinate, haunches). Deoarece evidenta experimentala a demonstrat ca ambele 
soluţii au o comportare asemanatoare, abordarea lor se face impreuna. Detaliile constructive 
precum si conceptul de proiectare sunt prezentate in figura 5.41a,b,c. 
In cazul folosirii soluţiilor de intarire cu rigidizari se presupune ca dezvoltarea articulaţiilor 
plastice se produce la o distanta, Lp, de la fata stâlpului egala cu lungimea rigidizarii, Lr, plus 
o distanta h / 3 de la muchia rigidizarii (Fig. 5.41a). Alegerea lungimii rigidizarilor, se face 
din urmatoarele considerente: 
• articulaţia plastica sa se formeze la o distanta suficient de mare de la fata stâlpului; 
• folosirea rigidizarilor sa nu transforme modul de cedare prin incovoiere a grinzilor 

(L/h>4.0); 
• folosirea rigidizarilor prea lungi conduce la formarea articulaţiei plastice prea departe de la 

fata stâlpului la o zona mai puţin solicitata, suprasolicitarea raminand tot la fata stâlpului. 
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Având in vedere cele 3 considerente se recomanda sa se ia U = 0.5h. . .l.0h (h, inaltimea 
secţiunii transversale). Pentru dimensionarea zonei intarite trebuie luat in considerare pe de o 
parte faptul ca momentul plastic capabil al zonei solidarizate, sa fie cu 5-10% mai mare decât 
momentul plastic necesar, iar pe de alta parte efectul ecruisarii si a variabilitatii limitei de 
curgere. Creserea momentului nu trebuie sa fie prea mare ca sa nu conducă la 
supradimensionarea excesiva a stâlpului. 

Moment capabil | S ^ 

Moment necesar 

b) 

Detaliu 

M p.str 

Detaliu ""B' 

^ 1 
; II 

- p V - r 

iL 

-
L 

-

_ _ ± 

X 

1 

Fig. 5.41 Reprezentarea conceptului solidarizării nodului 
Fig. 5.41 Representation of the reinforced connection concept 

184 

BUPT



Pentru determinarea momentului din zona solidarizata, Mpstr, la fata stâlpului, se considera 
schema de calcul din figura 5.42. 

I i i i i il^pb^am MpBEAIJ^UZUlJlAJ^ Mpstr 

JOL 

1 I 1 r i i - Ţ - Ţ 

Vp 
Iji-

Fig. 5.42 Schema de calcul pentru determinarea momentului zonei solidarizate 
Fig. 5.42 Calculation of moment demands at the reinforced zone 

Scriind momentul pentru consola din stanga dupa efectuarea calculelor rezulta: 

Mp^ = YsM s p b + 1 2aV Lpd 2 (5.25) 

m care: 
Lp - distanta de la fata stâlpului pana in locul formarii articulaţiei plastice, se ia egal cu 

Lp = U + h /3 ; 
Lpd - distanta intre articulaţiile plastice, Lpd = L-2Lp; 
a - aportul fortelor gravitaţionale care se ia egal cu a = Mp / qL ;̂ 
Mp b -momentul plastic al grinzii; 
Ys - coeficient de variabilitate a zonei solidarizate care tine cont de efectul ecruisarii, a 

variabilitatii limitei de curgere si a creşterii suplimentare cu 5-10% a momentului 
pentu asigurarea solidarizării. Se poate lua egal cu Ys =( 1 05... 1.10) 1 .IQi^^J f̂ inin . 

Relaţia (5.25) poate fi scrisa sub forma: 

M p.str 

M, = Y, 
2L, 

+ 1 
1 P̂d 

2a 
l U 

Lpa 
(5.25a) 

Relaţia (5.25a) depinde de raportul fortelor gravitaţionale, de lungimea rigidizarilor, U , de 
deschiderea elementului, L, precum si de factorul de variabilitate a zonei solidarizate, Ys 
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Relaţia (5.25b) se reprezintă in figura 5.43; se observa ca creşterea forţelor gravitaţionale 
conduce la marirea necesitaţilor solidarizării nodului (Fig. 5.43a). Prin alegerea 
corespunzătoare a factorului js se poate regla dimensionarea zonei solidarizate in asa fel incat 
sa nu rezulte momente foarte mari la fata stâlpului (Fig. 5.43a,b,c). Pentru aceasi geometria a 
nodului si pentru acelaşi raport al forţelor gravitaţionale, Mp / qL% creşterea factorului ŷ  
conduce la marirea momentului Mp su . In general se recomanda un coeficient ŷ  =1.30 . .. 1.50 
ceea ce conduce la o creştere a momentul cu 40-70% fata de momentul plastic al grinzii. 
Atunci cand se cunoaşte raportul variabilitatii limitei de curgere, fymax / fymin, se calculeaza 
coeficientul ŷ  cu ajutorul acestui raport. In figura 5.43b,c se prezintă efectul alegerii unui 
coeficient intre 1.30 si 1.50 asupra momentului Mpstr pentru diferiţi parametri de 
dimensionare. 

a) 

u ÎS 
d 

b) 

1,3 -

1,1 

0,9 
0,25 

K8 -

1-7 -

a 1,6 -
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U 1,5 -
M 1 

d . 

1,4 -

1,3 -

1,2 -

r= 1.70, Lp / Lpd =0.04 

- • - T 1.50, Lp/Lpd =0.04 

-A— v= 1.30, Lp / Lpd =0 04 L=5000mm 

Mp / qL^ 

0,3 0,4 0,5 0,6 0,7 0,8 

Lpd / L=0.95 

- • - L p d / L = 0 . 9 0 

- A - L p d / L = 0 . 8 5 
LVŢP/<LL'=«,30 

Y.=1.30 

0,02 0,04 0,08 Lp / Lpd 

Fig. 5.43 Infiienta coeficientului de variabilitate a zonei soidarizate 
Fig. 5.43 Influence of reinforced variability coefficient on moment demands at the reinforced 

zone 
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Lpd/L=0 95 

— A — L p d / L = 0 85 Y.=1.50 

1,8 -

^ 1,6-
d 

1,4 -

1,2 
0,02 0,04 0,08 Lp/Lpd 

Fig. 5.43 continuare 
Fig. 5.43 continued 

Soluţiile cu rigidizari pot fi competitive numai in condiţiile in care materialul depus de sudare 
este suficient de tenace, iar executarea sudurilor este de inalta calitate. S-au remarcat cazuri 
(in laborator) in care, chiar atunci cand sudurile au trecut verificările normelor de sudare, ele 
au cedat in mod fragil^^. In general se recomanda soluţiile complet sudate a îmbinării grinda-
stalp cu un număr mare de nedeterminare statica, deoarece chiar atunci cand cedeaza anumite 
cordoane de sudura prinderea este asigurata, nepermitand colapsul riglei cadrului din incarcari 
gravitaţionale. Aceste soluţii conduc la un număr mare de suduri pe şantier uneori in poziţii 
dificile de sudare, ceea ce reduce calitatea execuţiei si creste costul de execuţie. Ca o 
alternativa se poate folosi conceptul ramificaţiei (tree concept), reducând numărul sudurilor 
pe şantier prin realizarea unor ramificaţii ale stâlpilor executati in fabrica, iar imbinarea intre 
rigla cadrului si ramificaţia sa se execute pe şantier, fie ca o soluţie complet sudata, fie cu 
şuruburi de inalta rezistenta. 

(ii) Analiza factorilor care influenteaza capacitate de rotire a grinzilor cu rigidizari 

Pentru studiul analitic al deformabilitatii elementelor cu rigidizari verticale sau compuse, Fig. 
5.41 se utilizeaza grinda standard care tine cont de schimbarea locului formarii ale 
articulaţiilor plastice, totodata considerandu-se si influenta forţelor gravitaţionale. 
Determinarea capacitatii de rotire plastica se face cu programul DUCTROT'95, iar efectul 
racordului intre inima-talpa secţiunilor laminate se introduce prin coeficientul de corecţie c^ 
Capacitatile de rotire, Rcap, ale acestor soluţii sunt evaluate in ipoteza ca toata acţiunea se 
concentrează in grinda, nodul fiind suficient de rigid prin folosirea plăcilor de continuitate sau 
a plăcilor de rigidizare pe inima stâlpului. 

In figura 5.44a,b se prezintă influenta parametrilor geometrici asupra capacitatii de rotire. 
Creşterea lungimii rigidizarii, Lr, conduce la marirea capacitatii de rotire cu aproximativ 15% 
in comparaţie cu soluţia nerigidizata. De asemenea se poate constata importanta locului 
formarii articulaţiei plastice (Fig. 5.44a,b). Din diagrama figurii 5.44a se observa ca 
indepartarea cu h /3 de la muchia rigidizarii sporeste cu inca 4% capacitatea de rotire a 
elementului. Totuşi din diagrama figurii 5.44b, pentru aceleaşi lungimi ale rigidizarilor, se 
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evidentiaza deosebita importanta a distantei, Lpd, intre articulaţiile plastice; reducerea 
distantei micsoreaza capacitatea de rotire a grinzii, deoarece cu cat se scurteaza distanta Lpd 
grinda se transforma de la un element cu cedare prin incovoiere la un element cu cedare prin 
taiere. In cazul cadrelor de "incovoiere" se admite numai situatia cedării prin incovoiere. Ca 
atare pentru a menţine capacitate de rotire la un nivel ridicat, (H), se recomanda pentru 
dimensionarea acestor soluţii rapoarte Lp / L = 0.040. .. 0.080 si Lpd / L = 0.95... 0.90. 

a) 

I 

6,5 

b) 

8,5 

«c 

6 -
0,85 

' IPE 300 (Fe 360) 
|L=5000miii, Mp/qL^=0.30 

Lr/L 

0,016 0,032 0,048 0,064 

IPE 300 (Fe 360) 
L=5000iniii, Mp/qL̂ =0 JO 

Lp/Lpd=0.02 

Lp/Lpd=0 04 

•A—Lp/Lpd=0 08 

Lpd/L 
0,9 0,95 1 

Fig. 5.44 Influenta parametrilor geometrici asupra capacitatii de rotire capabile 
Fig. 5.44 Influence of geometric parameters on available plastic rotation capacity 

In general, comparand soluţiile "dog-bone" si conceptul solidarizării nodului se remarca o 
superioritate a primei soluţii fata de a doua (Fig. 5.44, 5.32, 5.36). 
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Influenta sistemului de incarcare se arata in figura 5.45. Ca si in cazul conceptului "dog-bone" 
neluarea in considerare a forţelor gravitaţionale conduce la supraestimarea capacitatii de 
rotire plastice cu aproximativ 36%, fiind o diferenţa mare care trebuie luata in considerare 
pentru calculul ductilitatii locale ale acestor soluţii constructive. Întrucât, aportul forţelor 
gravitaţionale afecteaza dezvoltarea rotirii este necesar sa se studieze efectul acestora; pentru 
forţele gravitaţionale relativ mari, Mp / qL^ =0.25..0.30, capacitatea de rotire scade cu 16-22% 
cand se compara cu forţele gravitaţionale relativ mai mici. Mp / qL^ =0.60. .0.80 (Fig. 5.46). 
Trebuie sublimat ca raporturile recomandate, Lp / L = 0.040...0.080 si Lpd / L = 0.95...0.90, 
asigura o ductilitate ridicata, (H), chiar si pentru forte gravitaţionale mari. 

12 

11 

10 

IPE 300 (Fe 360) 
!L=5000min, Mp /qL^=0.30 

- • — M s 

- • — M s + g 

Ductilitate ridicata (H) 

Lp / Lpd 
0,02 0,04 0.08 

Fig. 5.45 Influenta sistemului de incarcare asupra capacitatii de rotire 
Fig. 5.45 Influence of loading system on available plastic rotation capacity 

10 

I 

IPE 300 (Fe 360)-
' L=5000ram 

0,25 0,3 0,4 0,5 0,6 0,7 

Lp / Lpd=0.073 

Lp/Lpd=0.053 

Lp/Lpd=0.034 

Sect, neintarita 

Mp /qL^ 
0,8 

Fig. 5.46 Influenta forţelor gravitaţionale asupra capacitatii de rotire capabile 
Fig. 5.46 Influence of gravitaţional loads on available plastic rotation capacity 
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Folosand aceleaşi considerente ca si cele expuse in paragraful anterior, pentru studiul analitic 
al efectului planseului se observa o reducere cu 4% a capacitatii de rotire pentru o creştere a 
momentului pozitiv. ML, CU 10% fata de momentul plastic al grizii solidarizate ajungand pana 
la 9% pentru creşterea cu 30% a momentului Mpstr datorita efectului planseului (Fig. 5.47a,b). 
Procentul de reducere este relativ mic in comparaţie cu ceilalţi factori de influenta a 
ductilitatii locale, putând fi si mai mare funcţie de geometria rigidizarii, deschiderea 
elementului. Dar totuşi interacţiunea grinzii cu planseul contribuie nefavorabil, la 
suprasolicitarea sudurilor pentru imbinarea grinda-stalp si a tălpilor grinzii cu rigidizarile, 
mutând articulatia plastica inspre capatul grinzii datorita nepermiterii voalarii libere a tălpii 
superioare grinzii cadrului.. In general se recomanda minimizarea efectului planseului printr-o 
detaliere adecvata la o zona egal cu d=0.80h... 1.80h, (Fig. 5.47c). 

a) 

M L ' 

MR 

b) 
8,5 IPE 300 (Fe 360) 

L=5000nim, Mp/qL2=0.30 

ă 
CB w X 

• - L p / L p d = 0 95 

Lp/Lpd=0.90 

A - L p / L p d = 0 8S 

ML= Mp.str +Mp.planseu 
MR = Mp.str 

C) 

d=0.8...1..8h 

Fig. 5.47 Infiienta planseului asupra capacitatii de rotire capabile 
Fig. 5.47 Influence of floor slab on available rotation capacity 
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DIICTILITY PROBLEMS OF STEEL MOMENT RESISTESG FRAMES 

Chap. 5INFLUENCE OF THE CONSTRUCTIONAL DETAILS ON THE 
LOCAL DIICTILITY 

Summary 

The first part of this chapter is devoted to the study of the influence of fabrication details such 
as hot-rolling, welding and iniţial geometrical imperfections, on the available plastic rotation 
of elements. The second one is devoted to study some new joint details which can improve the 
local ductility of the element. 

Generally hot-rolled profîles widely used in structural design provide different ductility 
capacity than welded sections. A plastic collapse mechanism which takes into account the 
influence of rigid zone created by the junction of flange and web is proposed in Fig 5.3. For 
this mechanism the ultimate rotation can be calculated using relationships (5.5b) for beams 
and (5.5c) for beam-columns. The comparison between theoretical and experimental values, 
for the proposed mechanism, is presented in Fig 5.4, Tab 5.1, showing a good correspondence. 
In order to quantify the contribution of the junction on plastic rotation capacity a simplified 
coefficient is determined (5.7). Applying the coefTicient Cr , the results obtained by 
DUCTROT computer program can be used for evaluation of the plastic rotation capacity of 
hot-rolled sections. In table 5.2 some basic design parameters for IPE, HEA and HEB sections 
were presented. 

In the same way, a plastic collapse mechanism which takes into account the influence of the 
weldments dimensions is proposed in Fig. 5.6. By introducing relationships (5.8a), (5.8b) in 
(5.5b) and (5.5c) the ultimate rotation of welded built-up sections can be determined. The 
comparison between theoretical and experimental values is showed in Fig. 5.7, Tab. 5.3. It can 
be observed a good correspondence, taking into account the lack of data conceming the 
weldments' dimensions of the tested elements. A simplified coefficient of correction, c^, 
which introduces the effect of weldments, is proposed in (5.9). Applying the coefficient, c,,, 
the results obtained by DUCTROT computer program can be used for the evaluation of the 
plastic rotation of welded built-up sections. 

In Fig. 5.9 the influence of junction for different IPE, HEA and HEB beam is plotted. One can 
see the importance of the increasing of plastic rotation capacity of the hot-rolled sections as 
compared to the same sections in which the influence of a rigid zone is neglected. In Fig 5.13 
a comparison between hot-rolled and welding built-up sections is presented, showing the 
increased ductility capacity of the hot-rolled sections. In high seismic areas hot-rolled profiles 
is recommended for use. 

For the same local plastic mechanism (Fig. 5.3) a study conceming the effect of iniţial 
geometrical imperfections was made considering the cross-section imperfections due to out of 
squamess or element straightness, Fig. 5.14. It can be concluded that this effect can be 
neglected, when the local plastic mechanism method is used (Fig. 5.15, 5.16). 

Some new constructional details have been proposed for use in steel moment resisting frames 
to avoid the brittle failures observed in welded beam-to-column connections after the 
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PUCTILITY PROBLEMS OF STEEL MOMENT RESISTING FRAMES 

Northridge (1994) and Kobe (1995) earthquakes. Two design concepts have been developed 
to move the plastic hinge away from the face of the column: 

• strengthening the connections by adding cover plates, ribs, haunches, Fig. 5.18, 5.19; 
• weakening the beam(s) over a specific segment near the column, Fig. 5.20, 5.21. 

The development of the composite action due to the presence of a concrete floor slab may 
have been responsible for a number of beam flange Iractures. So, to minimize the composite 
action floor slab - steel beam some constructional details were proposed, Fig. 5.22. The 
standard beam, which considers the relocation of the plastic hinges away from the column 
face, is presented in Fig. 5.23. 

The shape and the main geometrical parameters of the "dog-bone" concept, with constant or 
variable reduced beam section, were illustrated in Fig. 5.24, 5.29. Design relationships for the 
direct sizing of both solutions were developed. In case of constant reduced beam section, 
using relationships (5.18a), (5.18b) the reduction of beam flanges can be obtained, while in 
order to promote strong column-weak beam the relationship (5.20b) or (5.20c) can be used. 
Some tables which can facilitate the sizing of such sections in current design practice was 
proposed, Tab 5.4a, 5.4b. In the case of the variable, reduced beam section, using 
relationships (5.22a), (5.22b) and (5.23a), (5.23b) one can obtain the reduction of beam 
flanges. In the same way, some tables for direct sizing of the variable reduced beam section 
was proposed, Tab. 5.5. The main factors which influence the local ductility RB sections are 
the geometrical parameters, Figs. 5.32, 5.36, the considered loading system, Figs. 5.33, 5.37, 
the effect of gravitation loads, Figs. 5.34, 5.38 the floor slab effect, Fig. 5.40. The use of 
"dog-bone" concept can minimize the variability of yield stress, due to străin hardening, 
random variability of plates, keeping at high values rotation capacity of the element, Fig. 5.39. 
The importance of considering the gravitaţional loads results from the Figs. 5.33, 5.34, in the 
case of constant reduced beam section, and Figs. 5.37, 5.38, in the case of variable beam 
section. Neglecting of this effect can be lead to choose incorrect geometrical parameters and 
also to under estimate the available plastic rotation capacity of the beam. Thus, in analysis of 
such beams the influence of gravitaţional loads must be considered, otherwise the favourable 
effect of weakening may be questionable. 

Conceming the strengthening scheme the geometry and the concept of design were illustrated 
in Fig. 5.41, 5.42. Using relationship 5.25 or 5.25a, the sizing of the reinforced zone can be 
obtained, as well as, the moment of face at the face of the column in order to promote strong 
column - weak beam frames. Special attention must be paid on the variability coefficient, ŷ , 
in order to avoid the overstrength of the reinforced zone which can lead to an excessive 
increasing of the column size. A value between 1,30 ... 1,50 can be assure the developing of 
the plastic hinge away from the column face, avoiding the aforementioned problems, Fig. 
5.43. The main factors which influence the local ductility of strengthened scheme are the 
(plate) rib length, the loading system considered, the gravitation loads and the floor slab effect 
Figs. 5.44, 5.45, 5.46, 5.47. Long plates can lead to shear failure also reducing the plastic 
rotation capacity, Fig. 5.44b. Thus, a ratio Lp / L =0.040...0.080 and Lpd / L= 0.90...0.95 are 
recommended to be used, Fig. 5.44. It is important to notice that the strengthening solution 
can be effective when the welding material have sufficient toughness and the welding is 
executed with high quality, otherwise a brittle failure may be observed at the column face, in 
such a case the movement of the plastic hinge is not achieved. 
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Capitolul 6 

DUCTILITATEA GLOBALA CADRELOR NECONTRAVANTUITE 

6.1 Generalitati. Definirea ductilitatii globale 

Ductilitatea globala se refera la capacitatea unei structuri de a se deforma plastic fara 
pierderea substanţiala a rezistentei si coeziunii ei inainte de rupere. Aceasta definiţie 
constituie abordarea calitativa a ductilitatii globale, iar problema cantitativa permite diferite 
abordari datorita difîcultatii determinării exacte a stărilor limita (de curgere, ultima de rupere) 
in cadrul structurilor reale cu mai multe grade de libertate. Ca atare, ca si in cazul ductilitatii 
locale, in literatura de specialitate nu este data o definiţie cantitativa universal valabila. In 
paragraful 2.1.3 sunt prezentate diferite concepte care stau la baza determinării ductilitatii 
structurale. In cadrul acestui capitol nu se va incerca definirea analitica a ductilitatii globale ci 
se va pune in evidenta efectul modului de conformare a cadrelor necontravantuite asupra 
comportării inelastice, luând in considerare interacţiunea ductilitatii local-globale. In acest 
context se vor delimita anumite condiţii pentru asigurarea capacitatii de deformare post-
elastica in cadrul unei proiectări conceptuale. Totuşi, pentru continuitate se vor prezenta 
succint principalele aspecte legate de ductilitatea globala. 

Astfel, pentru o proiectare cat mai reala este necesara stabilirea cat mai corecta a stării limita 
de curgere si a stării limita ultime. In cea ce priveşte definirea stării limita de curgere se pot 
da ca definiţii de referinţa urmatoarele'̂ ^: 
• deplasarea sau rotirea la prima curgere; 
• deplasarea elastica datorita unei incarcari egale cu cea de rupere; 
• deplasarea de curgere unui sistem elastic perfect plastic, cu neliniaritate geometrica, avand 

capacitatea de energie egala cu structura reala. 

In cea ce priveşte definirea stării limita ultime se pot da ca definiţii de referinţa urmatoarele: 
• deplasarea ultima se da in legătură cu un procent dat de reducere a capacitatii portante'*^ '̂̂ ; 
• deplasarea ultima se da in legătură cu atingerea capacitatii de rotire ultime in articulaţia 

plastica critica'^; 
• starea ultima se da ca o limitare a deplasarii absolute sau relative; 
• starea limita se da in legătură cu formarea unui mecanism limita, de etaj sau de nod; 
• starea ultima se da ca un procent prestabilit de avarie (ID> 0 .40)^^ sau de rotire necesara 

impusa, (de ex. 0.03rad'^^). 

Alegerea criteriilor limita este convenţionala si funcţie de criteriile adoptate trebuie sa se 
asigure performanta structurilor printr-o dimensionare adecvata. De pilda pentru asigurarea 
impotriva colapsului ar trebui verificat criteriul limitării rotirii elementelor, iar pentru starea 
limita de serviciu hotaritorar trebui sa fie criteriul deplasarii (inter-story drift). 

In general, evaluarea deformabilitatii globale pentru stabilirea cerinţelor de ductilitate se 
poate face fie cu metode exacte (metoda push-over, metoda time-history), fie cu metode 
simplificate. Bazele acestor metode se prezintă, pe scurt, in urmatoarele (Fig. 6.1). 
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Metoda statica biografica (push-over analysis), care este o metoda statica neliniara in 
cadrul careia forţele seismice se aplica static cu valori monoton crescatoare dupa diferite 
legi de distributie ale incarcarilor rezultate. Cu ajutorul unui multiplicator, a, sucesiv se 
măresc forţele orizontale obtinindu-se in acest mod o diagrama intre factorul de 
multiplicare, a, si deplasarea sau rotirea, a / Op- 5 / 5p sau a / Op- G / 9p (Fig. 6. la); 
Metoda dinamica biografica (time-history analysis), in cadrul careia structura este incarcata 
cu accelerogame inregistrate in timpul evenimentelor seismice sau cu accelerograme 
artificiale. Cu ajutorul unui multiplicator, k, se majoreaza acceleraţia de baza, ao, a 
accelerogramei considerate; folosand analiza pas-cu-pas se obţin multiplicatorul, Xp, pentru 
starea limita de curgere la apariţia primei articulaţii plastice si deformatiile respective (9p, 
6p ) precum si multiplicatorul pentru starea limita ultima considerata, Â ,, si deformatiile 
respective, (Ou, K ) (Fig- 6.1b). Pentru utilizarea acestor metode sunt dezvoltate progame 
de calcul cum este de pilda Drain-2D''\ Drain 2DX, ANELISE, Drain-3D; 
Prin relaţii de calcul simplificate'*'̂ , bazate pe un număr mare de analize dinamice 
inelastice sau folosand metode simplificate^'^. Formulele simplificate sunt foarte utile 
pentru proiectarea curenta dar nu pot da informaţii asupra distribuţiei cerinţelor de 
ductilitate pe elementele structurii. 

y / ao (g) 
Accelerograma 

de baza 

^sMIl^ l l l^ — ţ r 
Accelerograme 

muhiplicate 

Starea limita de 
curgere 

Starea limita 
ultima 

Fig. 6.1 Metode de calcul pentru evaluarea ductilitatii globale 
Fig. 6.1 Methods evaluating the global ductility 
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In practica de proiectare, de obicei, ductilitatea globala este asociata cu factorul de 
comportare, q, care exprima capacitatea structurii de disipare a energiei seismice induse, prin 
deformaţii plastice. Determinarea factorului de comportare prezintă un subiect aparte, foarte 
important in cadrul elaborarii unei metodologii sau unei proiectări bazate pe egala verificare 
a rezistentei, rigiditatii si ductilitatii, dar nu face parte din subiectul acestei teze. Analizand 
bibliografia de specialitate se remarca o tendinta de a obţine relaţii simplificate pentru 
calculul factorului de comportare, iar pe de alta parte diversitatea conceptelor folosite 
(conceptul oboselii, conceptul energetic etc) pentru evaluarea v a l o r i c a ' ® I n cadrul 
acestui capitol se adopta definiţia data in EC-8 in care factorul q este dat ca un raport intre 
acceleraţia maxima, au, care produce cedarea structurii si cea care produce prima curgere,ap. 

6.2 Factorii care influenteaza ductilitate globala 

Analizarea factorilor care afecteaza ductilitatea globala presupune colaborarea a mai multor 
specialitati cum sunt seismologia, geotehnica, mecanica structurilor, datorita faptului ca o 
serie de parametri de natura diferita, atat externi cat si interni, influenteaza răspunsul dinamic 
inelastic al structurii (Fig. 6.2). Prin factori externi se inteleg parametri care sunt legaţi de 
sursa seismului, condiţiile locale si impun cerinţele de ductilitate in structura, afectand direct 
ductilitatea necesara. Prin factori interni se inteleg parametri care sunt legaţi de sistemul 
structural si influenteaza ductilitatea capabila a structurii. 

In continuare se prezintă sintetic factori de influenta (Fig. 6.2); 
Focar: Tipul mecanismului evenimentului seismic este factorul primordial care va influenta 
cerinţele de ductilitate. In general se considera doua tipuri de mecanisme''*®: mecanisme 
interplaca (de ex. Mexico, Vrancea) si mecanismele intraplaca (de ex. Banat, Kalamata, Iran). 
Primele sunt caracterizate de magnitudini mari si acceleraţii ridicate, excitatiile seismice 
avand un continut de frecvente reduse. In schimb seismele de tip intrapalaca sunt caracterizate 
de magnitudini si acceleraţii mai reduse, totuşi excitatiile seismice dispun un continut de 
frecvente mai ridicat. Aceste diferente creaza variaţii importante a energiei induse in 
structura si prin urmare diferite cerinţe de ductilitate. Adincimea focarului determina aria si 
zona de manifestare a cutremurelui. In cazul seismelor de suprafaţa este afectata o zona mai 
restransa dar avariile structurilor pot fi foarte grave (San Femando, 1971, Northridge, 1994, 
Aigio,1995). In schimb, in cazul seismelor de adincime mare este afectata o zona mai larga 
dar gradul de avariere a structurilor depinde si de alte condiţii (de ex. condiţiile locale ale 
terenului, Mexico City, 1985, Bucureşti, 1977, Loma Prieta, 1989). Deasemenea adincimea 
focarului influenteaza perioada de vibraţie si durata. In general seismele epicentrale au o 
perioada mai scurta avand un caracter impulsiv, iar seismele de adincime mare au o durata si 
perioada mai lunga'"* .̂ Foarte importanta este distanta epicentrala si mai ales distanta de la 
falie; cu cat aceste distante sunt mai mici, fata de structura, cu atat cerinţele de ductilitate sunt 
mai mari''*^. Activitatea focarului este in directa legătură cu perioada de revenire a 
evenimentului seismic si poate influenta alegerea criteriilor de deformabilitate in cadrul 
proiectării de performanta a structurilor, pe mai multe nivele. 

Condiţiile locale: Legea de atenuare depinde de distanta hipocentrala si profilul terenului care 
constituie mediul de propagare a undelor seismice. Prin urmare se pot schimba caracteristicile 
iniţiale a evenimentului seismic, producandu-se amplificari sau atenuari ale acţiunii seismice. 
Neglijarea condiţiilor geologice si de fundare poate conduce la lichefieri, alunecari, sau cedări 
de teren neprevăzute care nu vor permite structurii sa dezvolte capacitatea ei totala de 
deformare. 
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DUCTILITATE GLOBALA 

Condiţii care imptin cerinţele de 
deformabilitate a sistemului 

structural 

1 
Cofiditii care impun capacitatile 

dispuse de deformabilitate a 
sistemului structural 

SURSA (FOCAR) 

• Tipul mecanismului 
seismic, 

• Adincimea focarului, 
• Distanta epicentrala 
• Distanta de la falie, 
• Magnitudinea, 
• Perioada predominanta, 
• Activitatea focarului. 

INFRASTRUCTURA 

Tipul fundaţiei; 
îmbinare flinatie-stalp; 
Izolare pasiva la baza. 

C O N D i r n LOCALE STRUCTURA 

• Legea de atenuare; 
• Profilul terenului, 
• Perioada terenului; 
• Direcţia de propagare; 

Conformarea structurii. 
Tipul structurii; 
Detaliere, 
Ductilitate locala; 
Mecanismul de cedare, 
Tipul imbinarii. 
Perioada de vibraţie 

H [ K I I I ] 

D[Kfii] 

Distanta epicentrala 

MODUL DE EXECUŢIE 
• Calitatea materialelor; 
• Controlul execuţiei 

Z 

3) Efectul condtitiilor locale 
Efectul structural 

® Efectul caracteristicilor mişcării seismice 

Focar 

Fig. 6.2 Factori care influenteaza ductilitate globala 
Fig. 6.2 Factors influencing global ductility 
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Efectul direcţiei de propagare (direcţivitatea) a undelor seismice creste cerinţele de ductilitate 
a structurilor aflate in raza de acţiune a zonei dezvoltate (fenomenul a fost semnalat de către 
Bertero*^" '̂ in cazul seismului din San Femando, 1971). Asemenea evenimente seismice 
au fost semnalate si in teritoriul Greciei (Kalamata, 1986, Pyrgos,1993, Aigio,1995). De 
asemenea perioada de vibraţie a terenului are o importanta deosebita asupra ductilitatii. 
Pentru perioade lungi necesitatile ductilitatii sunt mai mari in comparaţie cu cele scurte^^. 

Infrastructura: Rolul ftmdatiei este de a crea legătură intre terenul de ftindare si 
suprastructura. Astfel, pe de o parte transmite incarcarile suprastructurii terenului de fundare, 
iar pe de alta parte constituie baza de concentrare a mişcării terenului prin care se transmit 
solicitările in suprastructura. De obicei ftmdatiile nu sunt elemente ductile, deoarece 
constituie baza de incastrare pentru dezvoltarea mecanismului plastic global in suprastructura. 
De asemenea costul lor ridicat de reparare nu permite avarierea lor. Influenta fundaţiilor 
asupra ductilitatii se introduce prin sistemul ei constructiv, prin rigiditatea ei precum si prin 
tipul imbinarii intre baza stâlpului si fundaţia. Cazul izolării seismice pasive, prin utilizarea 
unor dispozitive de amortizare intre infrastuctura-suprastructura, consta un concept diferit de 
proiectare si permite reducerea substanţiala a incarcarii si cerinţelor de ductilitate ale 

• • 134 structuni 

Structura: Conformarea generala a structurii definita prin regularitate pe verticala (distributia 
maselor, rigidităţilor, rezistentelor si discontinuitatile geometrice) si pe orizontala (efecte de 
torsiune, excentricitati accidentale etc) afecteaza modul de deformare a structurii, generând 
condiţiile pentru o comportare favorabila sau defavorabila a suprastructurii. Tipul sistemului 
structural (sistem in cadre necontravantuite, duale, cu contravantuiri etc) influenteaza prin 
modul de disipare a energiei seismice (prin incovoiere sau prin taiere); de obicei cadrele 
necontravantuite se considera ca fiind sistemele cele mai ductile. Detalierea corecta a 
elementelor si a imbinarilor permite dezvoltarea ductilitatii locale in condiţii stabile si in 
consecinţa asigura si dezvoltarea ductilitatii globale. Formarea unui mecanism global duce la 
creşterea ductilitatii, iar formarea unor mecanisme de etaj sau de nod pot produce cedări 
globale sau locale. Pentru evitarea mecanismelor cinematice este foarte importanta distributia 
corecta a ductilitatii locale. Perioada de vibraţie a structurii afecteaza direct cerinţele de 
ductilitate. Variabilitatea caracteristicilor mecanice, in afara de efectul local, conduce si la 
reducerea ductilitatii globale prin schimbarea mecanismelor sau a zonelor propuse pentru 
disiparea energiei seismice. Calitatea materialelor si modul corect de execuţie prevăzute in 
proiect, constituie baza principala pentru realizarea ductilitatii cerute. Fara asigurarea acestor 
aspecte orice conept de proiectare nu poate fi valabil. 

6.3 Ductilitatea globala cadrelor necontravantuite in normativele antiseismice moderne 

In cadrul normativelor antiseismice ductilitatea globala se pune in evidenta prin factorul de 
comportare care tine seama de comportarea ductila a structurii adica prin capacitatea acesteia 
de a disipa energia seismica. Parametrii care influenteaza factorul de comportare sunt asociaţi 
de continutul energiei seismice induse in structura si de resursele inelastice, globale-locale, 
ale acesteia (Fig. 6.3). Deoarece un număr mare de factori afecteaza factorul de comportare 
estimarea lui este foarte greu de realizat in condiţii cat mai reale. Din aceasta cauza 
normativele il prescriu intr-un mod mai general luând in considerare numai tipul structurii, 
regularitatea geometrica, ductilitatea locala (prin masuri constructive) neluand in considerare 
o serie de parametri de importanta majora pentru dezvoltarea capacitatii post-elastice, cum 
sunt perioada structurii, efectul P-A, intreractiunea directa intre ductilitate locala-globala. 
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modul de detaliere a structurii (tipul imbinarii, etc), tipul seismului (seisme epicentrale, 
seisme departe de sursa). 

Fig. 6 J Factori care influenteaza factorul de comportare 
Fig. 6.3 Factors influencing the behaviour factor 

In tabelul 6.1 sunt prezentate valorile factorului de comportare conform unor normative 
modeme antiseismice. Din tabelului 6.1 este evident ca toate normativele antiseismice 
considera ca sistemul in cadre necontravantuite este cel mai ductil. 

Tabel 6.1 Factori de comportare conform diferitelor normative antiseismice. 
Table 6.1 Behavioural factors from different aseismic codes. 

Europa 
Tipul sistemului EC-8" N.EA.K."' PlOO-92 PS-92 

q q V=l /q q 

Cadre necontravantuite 
5(a„/av) 

(a„/a,)<1.6 4.0 0.17 
(0.20, 0.34)'> 

5(a„/a.) 
(au/a,.) <1.6 

Cadre contravantuite centric (X) 4.0 3.0 0.25 4.0 
5(au/y) 4.0 0.20 5(a„/v) 

Cadre contravantuite excentric (a„/av)< 1.6 4.0 0.20 (a„/a,)<1.6 
America de Nord 

1 UBC-Pl"̂  ASCE-93'̂  UBC-97 NBCC-90"® 
1 R R R/U^^ 

Cadre necontravantuite speciale 12 8.0 8.5 6.67 
Cadre necontravantuite obi^iuite 6 4.5 4.5 5 

Cadre speciale contravantuite 8 5.0 6.4 5 
Cadre obişnuite contravantuite 8 5.0 5.6 3.33 
Cadre contravantuite excentic 10 7.0...8.0 7.0 5.83 

Japonia AIJ-9(r" 
D, D, 

Cadre cu ductilitate ridicata 0.25 4< 0.25 
Cadre cu ductilitate medie cu sau 2< 0.35 fara contravantuiri 0.35 2< 0.35 

Cadre cu ductilitate redusa cu sau 
fara contravantuiri 0.45 0< 0.45 

^Valori pentru cadre de tip parter respectiv pentru cadre articulate de tip parter. 
^̂  Codul UBC-91 foloseste metoda rezistentelor admisibile. 
^̂  In codul Canadian se considera un factor empiric, U = 0.60. 

Capacitate de rotire, masura ductilitatii locale. 
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Referitor la cadrele necontravantuite, normativele nord americane fac o diferenţiere intre 
cadrele cu ductilitate ridicata, cadre speciale (Special Moment Frames), si cadrele cu 
ductilitate limitata, cadre obişnuite (Ordinary Moment Fames). In schimb normativele 
Europene si Japoneze nu fac o diferenţiere intre cadrele necontravantuite dar introduc direct 
sau indirect condiţiile de alcatuire a elementelor cadrelor, tinand cont de interacţiunea intre 
ductilitatea locala si cea globala pentru asigurarea performantelor de deformabilitate ridicate 
(Tab. 3.2 pentru EC-8, Tab. 6.1, î , pentru AIJ-90). Asemenea concepte de clasificare se 
remarca si in normativul neozelandez (DZ 4203 89, NZS 3404 89) care defineşte cadrele 
complet ductile (Fully Ductile) in care sistemul principal de rezistenta permite dezvoltarea 
articulaţiilor plastice in domeniul ecruisarii, cadre cu ductilitate limitata (Limited Ductility) in 
care sistemul principal de rezistenta permite dezvoltarea articulaţiilor plastice si in final cadre 
elastice (Nominally Elastic) care nu sunt dimensionate conform conceptului proiectării 
capacitatii de rezistenta. Pentru formarea articulaţiilor plastice in domeniul ecruisarii 
elementele trebuie sa fie conformate avand anumite limite de supleţe (NZ 3404 89), totuşi nu 
este prescrisa o legătură intre factorul de comportare si limitele de supleţe cum sunt cele 
prezentate in EC-8. O alta clasificare a cadrelor din punct de vedere al mecanismului plastic 
este data de Mazzolani & Piluso'̂ ® propunând cadrele globale care verifica condiţiile formarii 
unui mecanism global, cadrele speciale care verifica mecanismul local si cadrele normale care 
nu verifica nici condiţiile locale nici cele globale. 

Diferentele care se remarca intre valorile factorului de comportare se datoreaza faptului ca 
fiecare normativ are un concept diferit de proiectare, precum si diferentelor considerate intre 
nivelul de siguranţa si riscul seismic. Codul Japonez, AU-90, se bazeaza pe conceptul 
energetic, iar in cazul normativului UBC-91 valorile extrem de mari se datoreaza faptului ca 
in acest cod se foloseste metoda rezistentelor admisibile si experienţa acumulata din seismele 
trecute. In AISC-93 si UBC-97 factorul este mai redus deoarece acestea stau la baza 
conceptlui stării limita ultime. Totuşi dimensionarea elementelor nu depinde numai de 
reducerea fortelor seismice cu ajutorul factorului de comportare si de criteriul limitării 
deplasariilor relative sau absolute. In consetinta este necesara analizarea tuturor condiţiilor de 
proiectare. In general codul AIJ-90 se considera cel mai conservativ in comparaţie cu UBC, 
EC-8''^. In EC-8 factorul de comportare, q, se bazeaza pe calculul numeric, partial in 
conformitate cu definiţia propusa de Ballio-Setti (din diagrama 6/5p. a/ap prin intersectia 
curbei liniare si a celei neliniare, obtinute in urma analizelor dinamice biografice). 
Majoritatea normativelor antiseismice din Europa au admis conceptul de proiectare propus in 
EC-8, iar valorile factorului de comportare au fost adaptate fara a tine cont particularitatile 
fiecărei tari sau chiar a diferentelor existente intre regiuni unei tari (de ex. pentru Romania 
diferentele Banat- Vrancea). In acest context, pentru fiecare tara in urma unor prelucrări a 
accelerogramelor si condiţiilor specifice locale, trebuie sa se propună spectre elastice si 
factorii respectivi de comportare. De asemenea in EC-8, care constituie codul de baza in 
Europa, nu sunt clar explicitate si definite condiţiile pentru asigurarea factorului q. Nu in 
ultimul rand trebuie subliniat faptul ca in general in toate normativele antiseismice valorile 
factorului de comportare sunt obtinute pentru cazul seismelor departe de sursa, iar efectul 
seismelor epicentrale nu este luat in considerare pentru determinarea factorului de reducere a 
fortelor seismice. Numai in cazul normativul UBC 97'̂ ^ se ia in considerare aceasta diferenţa. 

6.4 Interacţiune ductilitate locala-globala 

Experienţa acumulata din manifestările seismice a demonstrat ca pentru o comportare 
corespuzatoare a sistemului structural este necesara distributia corecta a ductilitatii pe 
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intreaga structura, pentru evitarea mecanismelor cinematice locale care pot periclita 
integritatea structurii. Prin urmare, pentru dezvoltarea ductilitatii globale, trebuie sa se asigure 
in primul rand ductilitatea locala. In general ductilitatea capabila, definita prin ductilitatea 
locala la nivel de material -secţiune transversala-element-imbinare, trebuie sa fie mai mare 
decât ductilitatea necesara, definita prin ductilitatea globala. In literatura de specialitate sunt 
propuse formule simplificate pentru calculul ductilitatii, luând in considerare interacţiunea 
atat la nivel local cat si la nivel global^^'". De asemenea se propune construirea unor 
diagrame de interacţiune q-6/9p, sau q-5/5p'^. In acest context aceste diagrame vor fi foarte 
utile pentru practica de proiectare, deoarece s-ar putea intocmi asemenea diagrame funcţie de 
tipul structurii, conformare-detaliere-tipul imbinarii, condiţiile locale si tipul seismului 
obtinandu-se un factor de comportare explicit care, in fimctie de caz, va tine cont de o serie de 
parametri care afecteaza comportarea inelastica. 

In capitolele anterioare a fost definita si studiata ductilitatea locala cu ajutorul capacitatii de 
rotire capabila, Rcap, ca fiind o masura a ductilitatii locale. In condiţii seismice in cadrul 
sistemelor cu mai multe grade de libertate prima articulatia plastica, 9p poate sa apara in 
elementul cel mai solicitat, dar poate sa apara si intr-un element care nu a fost bine proiectat 
sau executat cu defecţiuni. In aceasta ultima situatie raportul ductilitatii poate sa conducă la 
valori excesive si incorecte. Prin urmare pentru calculul ductilitatii capabile la nivel de 
element capacitatea de rotire, Rcap, prezintă un indicator stabil, iar pentru definirea 
interacţiunii este necesara considerarea rotirii plastice ultime, 9pu (Fig. 3.23). Având in vedere 
cele expuse in capitolul 4 se poate defini capacitatea de rotire plastica; 

©cap = c , c , r ( r , , r , , r , ) — (6.1) 
r M 

unde: 
0cap - rotirea plastica capabila a elementului; 
Gpu - rotirea plastica ultima stabilita fie cu ajutorul programului DUCTROT, fie cu 

ajutorul relaţiilor simplificate 4.29a,b pentru stâlpi sau A.IV.2 (10) pentru grinzi 
luând in considerare ca Opu = Ru Op. Rotirea plastica ultima este stabilita pentru 
condiţii de incarcare monotona; 

Cr - coeficient care tine cont de efectul racordului intre inima-talpa. Valorile lui funcţie 
de profilul laminat sunt date in Tab. 5.2. Cand nu se utilizeaza profile laminate acest 
coeficient se ia egal cu 1.0; 

Cw - coeficientul care tine cont de efectul sudurii, determinat conform relaţiei 5.9. Cand 
nu se utilizeaza secţiuni sudate coeficientul se ia egal cu 1.0; 

r (rv, Te, r ,̂)- coeficienţi care introduc efectul vitezei, efectul incarcarilor ciclice si efectul 
nedezvoltarii complete a mecanismului inimii. Valorile lor sunt date in Tab. 4.6,4.7 

YM- coeficient parţial de siguranţa care se ia egal intre 1.30... 1.50. 

Coeficienţii r (rv, rc, rw) se aleg fimctie de condiţiile de proiectare admise si efectul 
predominant al acţiunii seismice. Aşadar definirea interacţiunii, in cadrul lucrării se face 
luând in considerare rotirea plastica capabila (Gcapv, Ocap.c) a elementelor, iar evaluarea 
ductilitatii globale se va determina cu ajutorul rotirii necesare, Gnec, obtinuta cu metode exacte 
(de. ex. Drain etc). Condiţia de interacţiune necesitata respectarea urmatoarei inegalitati: 

©cp^e^, (6.2) 
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6.5 Studiul parametric al ductilitatii globale cadrelor oecontravantuite 
6.5.1 Influenta conceptului de proiectare funcţie de hazardul seismic si caracteristicile 

mişcării seismice 

In general in practica de proiectare a structurilor seismorezistente se folosesc 3 concepte de 
proiectare care toate au drept scop disiparea energiei seismice induse in structura; astfel 
acesta se poate face : 
• prin utilizarea anumitor dispozitive (arcuri, suporţi elastomerici etc) care modifica 

favorabil perioada structurii; 
• prin introducerea la nivelul infrastructurii sau suprastructurii unor dispozitive speciale 

(amortizori) pentru disiparea directa a energiei seismice; 
• prin ductilizarea structurii asigurand printr-o proiectare adecvata condiţiile necesare de 

disipare a energiei in locuri predeterminate. 
In cadrul paragrafelor urmatoare se va studia problema ductilizarii cadrelor metalice de 
incovoiere necontravantuite. Majoritatea normativelor de calcul antiseismic admit proiectarea 
conform conceptului stâlp putemic-grinda slaba, SP-GS. Totuşi exista anumite normative, 
AIJ-90, CAN/CSA-S16.1-94, care admit conceptul stâlp slab-grinda puternica, SS-GP. 
Conceptul SP-GS obliga supradimensionarea anumitor zone fata de cele care se asteapta sa fie 
plastificate. In general se considera ca suma momentelor capabile ale stâlpilor trebuie sa fie 
mai mare decât momentele capabile ale grinzilor intr-un nod^^ (criteriul ierarhiei). Având in 
vedere ca in cazul structurilor metalice secţiunile transversale ale profilelor laminate sunt 
standardizate, inevitabil se produc supradimensionări. Astfel, este necesar sa se studieze 
efectul raportului rezistentelor plastice ale stâlpilor si grinzilor, MRdc / MRdb , asupra 
ductilitatii. De asemena, in cazul predimensionarii cadrelor este foarte importanta alegerea 
raportului MRd c / M r j b si si combinaţia corecta intre stalp-grinda pentru realizarea unui raport 
ridicat care va asigura structura impotriva colapsului, iar pe de alta parte se va obţine si 
minimizarea avariilor. 

In studiul se considera 6 cadre regulate cu 2 deschideri avand stâlpi cu secţiune constanta pe 
toate etajele precum si grinzi, simulând condiţiile de execuţie reale. In figura 6.4 sunt date 
caracteristicile geometrice precum si modul de conformare a cadrelor. Variaţia raportului 
MRdc / MRdb = 2.17... 1.02 acopera situatiile cadrelor care asigura conceptul SP-GS tinzând 
spre situatia limita cand MRdc = MRdb, (CI, C2, C3 si C4, C5, C6); astfel, cadrele au diferite 
rapoarte plastice de rezistenta si diferite perioade de vibraţie (Tab. 6.2). Nodurile se considera 
rigide, complet sudate prinse cu suduri de colt pe tot conturul, transmiterea eforturilor de la 
tălpile grinzilor la inima stâlpilor facandu-se cu ajutorul plăcilor de continuitate. In acest mod 
se creaza condiţiile de formare a articulaţiilor plastice la capetele grinzilor. Cadrul CI si C5 
au acelaşi raport dar perioade diferite, iar C3 si C4 au perioade aproximativ egale dar rapoarte 
plastice diferite (Tab. 6.2). Ductilitatea locala capabila, Gcap, elementelor folosite pentru 
alcatuirea cadrelor se calculeaza conform metodologiei expuse in capitolul 4,5, luând in 
considerare efectul forţelor gravitaţionale, influenta racordului, influenta nedezvoltarii 
complete a mecanismului inimii precum si efectul incarcarii ciclice si a vitezei de incarcare. 
Prin folosirea simultana a tuturor coeficienţilor de influenta a ductilitatii locale se realizeaza 
condiţiile cele mai severe de proiectare tinand cont ca pentru dezvoltarea ductilitatii globale 
in primul rand trebuie asigurata ductilitatea locala. In tabelul 6.3 sunt date valorile rotirilor 
plastice, fimctie de tipul elementului (grinda sau stâlp), de conformarea secţiunii, ĉ  si de 
condiţiile de incarcare. Aplicarea factorilor de incarcare rv, t^, se face fimctie de tipul acţiunii 
seismice. In cazul seismelor de tip ciclic se aplica coeficientul rg rezultând rotirea Ocap c , iar in 
cazul seismelor de tip soc se aplica coeficientul r̂  rezultând rotirea capabila Ocap v 
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H= 2x3200 mm 

H = 4000 mm 

CI 

C4 

C2 

IPE330 

HI: 220B 
Fe360 

C5 

IPE330 IPE300 

HE 240B 
Fe360 

HF 240B 
Fe360 

IPE270 

UE 240B 
Fe360 

C3 

C6 

Fig. 6.4 Geometria si conformarea cadrelor analizate 
Fig. 6.4 Geometry and conformation of the analyzed frames 

IPE300 IPE 270 

HE220B 
Fe360 

HF 220B 
Fe360 

Tab. 6.2 Caracteristicile cadrelor analizate 

Num. cadru Elemente Material lVlRd.c/MRd.b T Num. cadru Elemente Material lVlRd.c/MRd.b 
Ti Ti T3 

CI 
HE240B 
IPE 330 Fe360 1.31 0.988 0.284 0.149 

C2 HE240B 
IPE 300 Fe360 1.68 1.05 0.303 0.154 

C3 HE240B 
IPE 270 Fe 360 2.17 1.14 0.325 0.160 

C4 
HE220B 
IPE330 Fe 360 1.02 1.10 0.315 0.169 

C5 HE220B 
IPE300 Fe 360 1.31 1.16 0.335 0.174 

C6 HE220B 
IPE270 Fe360 1.70 1.25 0.359 0.181 
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Tab. 6.3 Rotirile capabile ale elementelor 

Element E P „ YM Cr CM Acţiuni ciclice Acţiuni de viteza Element E P „ YM Cr CM 

Tw rc ®c«icc Tw Tv ®caD*v 
IPE270 

Mp /qL^= 0.25 
0.117 

1.5 

1.67 

-
0.70 

0.882 0.080 

0.80 

0.0620 

IPE 300 
Mp/qL^=0.30 0.103 1.5 1.59 

-
0.70 0.866 0.066 0.60 0.80 0.0524 

IPE 330 
Mp /qL^= 0.38 0.116 

1.5 

1.67 

-
0.70 

0.867 0.078 

0.80 

0.0627 

HE220B 
H=4000mm 
N/ Np =0.09 

0.113 

1.5 

1.46 

0.70 -

0.84 0.064 

- 0.80 

0.0615 

HE240B 
H=4000mm 
N/ Np =0.07 

0.119 1.5 1.49 0.70 - 0.83 0.068 - 0.80 0.0661 

HE220B 
H=3200imn 
N/ Np =0.09 

0.122 

1.5 

1.46 

0.70 -

0.84 0.069 

- 0.80 

0.0665 

HE240B 
H=3200mTn 
N/Np =0.07 

0.140 

1.5 

1.49 

0.70 -

0.83 0.078 

- 0.80 

0.0770 

Accelerogramele folosite pentru incarcarea cadrelor iau in considerare atat influenta seismelor 
epicentrale (Kalamata Long, 1986, Northridge N90W, 1994, Banat Long, 1991, Kobe N-S 
,1995) cat si influenta celor departe de sursa (Vrancea N-S, ÎNCERC, 1977), Tab. 6.4. 
Acţiunile seismice Kalamata, Northridge si Banat prezintă mişcări de tip soc, avand un impuls 
(un singur ciclu maxim), iar seismul din Kobe prezintă tot o mişcare de tip soc, dar avand mai 
multe impulsuri (doua- trei cicluri succesive aplicate cu viteza). Cazul seismului Vrancea 
prezintă o mişcare ciclica, cu un număr mai mare sau mai mic de excursii in domeniul plastic. 
Se poate remarca faptul ca pentru seismul Vrancea valoarea vitezei este relativ mare, insa 
modul ei de aplicare nu este de tip soc. 

Tab. 6.4 Caracteristicile accelerogramelor folosite 

Evenimentul 
Seismic 

înregistrare Distanta 
epicentrala 

(Km) 

Acceleraţia 
ao 
(g) 

Viteza 
vo 

(cm/sec) 
Caracterul acţiunii 

seismice 

Kalamata Long, 
1986 Nomarhia 13.0 0.239 32.30 acţiune de tip soc 

avand un impuls 
Northridge, 

N90W 
1994 

Canyon 
Country 25.12 0.455 40.55 

acţiune de tip soc 
avand un impuls 

(fig. 7.10a) 
Banat Long, 

1991 Banloc 40.0 0.03 3.10 acţiune de tip soc 
avand un impuls 

KobeN-S, 
1995 JMA 10.0 0.293 62.80 

acţiune de tip soc 
si cu caracter cichc 

(fig. 7.10b) 
Vrancea N-S, 

1977 
ÎNCERC 
Bucureşti « 170.0 0.22 75.10 acţiune seismica de tip 

cichc 
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Toate accelerogramele sunt normalizate la un anumit hazard seismic. Conform ECCS^ se 
disting zone cu seismicitate ridicata, a = 0.35g, zone cu seismicitate medie, a = 0.25g, precum 
si zone cu seismicitate redusa, a = 0.15g. Studiul parametric se efectueaza cu programul 
DRAIN-2D printr-o analiza dinamica pas-cu-pas neliniara cu accelerogramele normalizate; 
valorile coeficientului X sunt date in tabelul 6.5. 

Tab. 6.5 Valorile acceleraţiilor normalizate 

Seismicitate ridicata Seismicitate medie Seismicitate redusa 
Eveviment P.G.A Factor de AcceL Factor de Accel. Factor de AcceL 

seismic ao multiplic. Normal multiplic. Normal. multiplic. NormL 
(E) (E) (e) k (E) 

Kalamata 
Long 0.239 L46 1.05 0.63 

Northridge 
N90W 0.455 0.77 0.35 0.55 0.25 0.33 O.IS 

Banat Long 0.03 11.66 8.33 5.0 
Kobe N-S 0.293 1.18 0.85 0.51 

Vrancea N-S 0.22 1.60 1.14 0.68 

Parametrii care se studiaza pentru evaluarea comportării inelastice a cadrelor sunt locul si 
distributia articulaţiilor plastice si cerinţele de ductilitate, indexul local de avarie pentru grinzi 
si stâlpi care alcatuiesc cadrele, precum si indexul global de avarie. In cea ce priveşte indexul 
local, IDl (6), de avarie, aceasta se defineşte ca un raport intre rotirea maxima necesara, 
0max nec, Stabilita CU ajutartil programului Drain-2D, si rotirea capabila, Ocap, din tabelul 6.3: 

e ŢŢ^ max.ncc 
^L(e) - n (6.2) 

1 ̂ fi 
Indexul global de avarie se determina conform definiţiei lui Park et.al presupunând ca 
fiecare avarie a elementului este egala cu indexul local de avarie al acestuia; astfel se poate 
defini: 

Zid 
I D g = ^ 

2 
ue) (6.3) 
L(9) 

Aşadar atunci cand pentru ID > 1.0 elementul sau structura ajunge la colaps, iar atunci cand 
ID = O elementul sau structura ramine neavariata. 

Locul formarii articulaţiilor plastice se prezintă in figura 6.5 ftmctie de seismicitatea 
considerata si conformarea cadrului, pentru accelerograma considerate; pentru cazul 
seismicităţii ridicate, toate evenimentele seismice, iar pentru cazul seismicităţii medie 
evenimentele seismice Kobe si Vrancea fiind cele mai reprezentative. Pentru cazul 
seismicităţii reduse cadrele CI, C2 ramin in stadiul elastic pentru accelerogramele Northridge, 
Kalamata, Banat, iar C4, C6 pentru accelerograma Banat. Formele mecanismelor plastice 
obtinute in urma analizelor dinamice trebuie analizate impreuna cu modul de distributie a 
articulaţiilor plastice dupa cum urmeaza. 
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Accderognuna Kobe Leng, 1995 

Seismicitate ridicata, 0.35g 

CI 

i ' m i » 4 ' m 

C2 C3 

V 

C6 
Accdax>gnMna Kalamata Long, 19S6 

Seismicitate ridicata, 0.35g 

CI C2 C3 

• ? 
i > i i > 

C4 C5 C6 

Fig. 6.5 Mecanisme plastice cadrelor analizate 
Fig. 6.5 Plastic mechanisms of the analyzed frames 
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Accei«<ogniaia Neit far idge, Canyoa Parc, 1994 

Seismicitate ridicata, 0J5g 

CI C2 

C5 

C3 

C6 
Accderograma nmiBalizata Banat Long, 1991 

Seismicitate ridicata, 0^5g 

CI 

" T 

C4 

C2 

C5 

C3 

C6 

Fig. 6.5 Mecanisme plastice cadrelor analizate 
Fig. 6.5 Plastic mechanisms of the analyzed frames 

206 

BUPT



Accderognima normalizata Vrancca N-S, ÎNCERC 1977 

Seismicitate ridicata, 0.35g 

J L 

CI C2 

M 
C5 

C3 

C6 
Accelerogrtmaiionoalizata Kobe 

Seismicitate medie, 0.25g 

CI C2 C3 

C4 C6 

Fig. 6.5 Mecanisme plastice cadrelor analizate 
Fig. 6.5 Plastic mechanisms of the analyzed frames 
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AoreieregnuM Bonealizata Vrancca N-S, ÎNCERC 1977 

Seismicitate medie, a =0.25g 

CI C2 C3 

C4 C5 C6 

Fig. 6.5 continuare ; Fig. 6.5 continued 
In continuare se prezintă modul de distributie a articulaţiilor plastice pe etajele cadrelor 
funcţie de accelerograma si seismicitatea considerata. Analizand diagramele din figurile 6.6, 
6.7,6.8, 6.9, se pot desprinde urmatoarele concluzii: 
• Efectul acţiunii seismelor epicentrale cu mai multe impulsuri (cazul Kobe) introduce 

cerinţe de ductilitate excesive, atat la grinzi cat si la stâlpi, in comparaţie cu seismele 
indepartate de sursa (cazul Vrancea), Fig. 6.5,6.6. 

, Cadrele care formeaza articulaţii plastice in grinzile tuturor etajelor, cu o anumita 
distributie, in situatia seismicităţii ridicate sau medie au un raport de rezistenta plastica 
MRde / MRdb =1.65...2.17 (C2,C3, C6), Fig. 6.6a, 6.7a,6.8a,6.9a. In cazul cadrelor CI, C4 
cu un raport MRdc / MRdb = 1.0... 1.31 articulaţiile plastice se formeaza in grinzile primului 
si al doilea nivel pentru toate nivelele de seismicitate. Prin urmare cu cat creste capacitatea 
plastica a stâlpilor fata de cea a grinzii articulaţiile tind sa se concentreze in grinzi. 
Inevitabil, pentru toate cazurile se formeaza articulaţii plastice la baza stâlpului (Fig. 6.6b, 
6.7b, 6.8b). 

. Cadrele C2 si C6 au un raport ridicat, MRd.c / MRd.b = 1.68... 1.70, dar formeaza mecanisme 
de etaj in cazul seismelor Kobe si Vrancea (Fig. 6.5) Din tabelul 6.2c se observa ca intre 
C2, C3, C6, perioada fundamentala de vibraţie diferă precum si modul de alegere a 
"echilibrului" intre secţiunea stâlpului si a grinzii pentru realizarea raportului ridicat (cazul 
intre C2, C6). Astfel se pune problema influentei perioadei structurii si alegerii corecte a 
elementelor pentru conformarea cadrului. 

• Comparand cadrele care au acelaşi raport al momentelor plastice dar diferă perioada si 
modul detalierii a elementelor, cadre CI, C5, se observa ca in cazul cadrelor cu perioada 
mai scurta cerinţele de ductilitate sunt mai reduse, Fig. 6.6a,b, 6.7a,b, 6.8a,b. Deasemena, 
acest lucru se evidentiaza si in cadrele C2, C6, pentru care diferenţa de perioada este mare, 
iar cerinţele de ductilitate cresc pentru C6 (Ti=1.25sec) intre 80-100% fata de cadrul CI. 
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Fig. 6.6 Distributia cerinţelor de ductilitate pentru accelerograma Kobe a) in grinzi, b) in 
stâlpi 

Fig. 6.6 Distribution of the ductility demans in case of Kobe ground motion a) at the beams, 
b) at the columns 
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Fig. 6.7 Distributia cerinţelor de ductilitate pentru accelerograma Vrancea a) in grinzi, b) in 
stâlpi 

Fig. 6.7 Distribution of the ductility demans in case of Vrancea ground motion a) at the 
beams, b) at the columns 
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Fig. 6.8 Distributia cerinţelor de ductilitate pentru accelerograma Kalamata a) in grinzi, b) in 
stâlpi 

Fig. 6.8 Distribution of the ductil ity demans in case of Kalamata ground motion a) at the 
beams, b) at the columns 
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Comparand cadrele C3, C4 pentru care primul are un raport al momentelor plastice dublu 
fata de al doilea, iar perioade lor sunt egale, se observa ca C3 realizeaza o oarecare 
uniformizare a articulaţiilor plastice si a cerinţelor de ductilitate, Fig. 6.6a,6.7a. Pentru C4 
apar variaţii bruşte de la etaj la etaj avand o comportare necorespunzatoare in cazul 
seismicităţii ridicate sau medie. Insa in cazul unor seisme specifice (Banat) cerinţele 
maxime de ductilitate pentru grinzi apar la etajele superioare iar in alte situatii (cazul 
Kobe) cerinţele maxime pentru stâlpi si/sau grinzi apar tot la etajele superioare, Fig. 6.6, 
6.9. Spre deosebire de celelalte seisme epicentrale in cazul seismului Banat cadrul C3 
proiectat conform conceptului SP-GS introduce cerinţele maxime de ductilitate in 
comparaţie cu cadrele care un raport al rezistentei plastice grinda-stalp mai redus, C4,C5, 
ele raminand chiar in stadiul elastic pentru cazul seismicităţii medie sau reduse, Fig. 6.9. 
Astfel, cadrele C4, C5, cu un stâlpi slab, HE220B, se comporta mai bine. Prin analizarea 
diagramelor prezentate in figurile 6.6, 6.8, 6.9, 6.10, se constata ca seismele epicentrale pot 
crea condiţii diferite de deformabilitate, fiind greu de stabilit reguli de conformare 
standardizate. In aceste condiţii proiectarea in asemenea zone necesita studii de macro si 
microzonare pentru stabilirea caracteristicilor seismelor din zona respectiva, cu ajutorul 
carora se vor elabora spectre specifice de proiectare pentru dimensionarea structurilor. 

Acc. nonnalizata Banat Long 
Sebnicitate ridicata, â .3Sg 

0,002 0,004 0,006 0,008 0,01 

Onec (rad) 

Accnonnalnata Banat Long 
Sebn̂ kate medie, aH).25g 

m 
Z 

0,0025 0,005 0,0075 0,01 

Onec (rad) 

Fig. 6.9 Distributia cerinţelor de ductilitate pentru accelerograma Banat in grinzi 
Fig. 6.9 Distribution of the ductility demands in case of Banat ground motion at the beams 
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Fig. 6.10 Distributia cerinţelor de ductilitate pentru accelerograma Northridge in grinzi 
Fig. 6.10 Ductility demands in case of Northridge ground motion, at the beams 

In continuare se studiaza performanta cadrelor cu ajutorul indexului local, IDL (G), pentru 
grinzile si stâlpii, si indexul global, IDG, funcţie de seismicitatea considerata pentru 
accelerogramele date: 
• Severitatea avariilor in cazul seismului din Kobe, de altfel semnalata si anterior, pentru 

toate cadrele, independent de modul de conformare, se evidentiaza in figurile 6.11, 6.12, 
6.13; chiar si in situatiile unei seismicităţii medie sau reduse avariile elementelor fiind 
ridicate. In asemenea situatii elementele nu dispun de capacitatea de rotire asa de mari 
datorita acţiunii de tip soc cu caracter parţial ciclic (avand mai multe impulsuri), fiind 
necesare prevederi pentru introducerea unor detalii speciale, de ex. conceptul "dog-bone". 

• Explicitand cazul seismului din Northridge se constata ca avariile produse in elementele 
cadrelor sunt mai mici in comparaţia cu avariile cadrelor incarcate cu accelerograma 
Vrancea. La fel pentru accelerograma Vrancea si Kalamata, avariile jM-oduse in cadrele 
incarcate cu accelerograma Kalamata sunt mai reduse, aproximativ egale cu cele din 
Northridge, Fig. 6.8, 6.10 si Fig. 6.11,6.12. Aceasta diferenţa se datoreaza faptului ca in 
cazul seismelor cu caracter ciclic elementul intra in domeniul plastic de mai multe ori, 
ruperea acestuia provenind din acumularea deformatiilor. In schimb in cazul seismelor de 
tip soc se inregistreaza un ciclu maxim in domeniul plastic, care produce rotirea maxima a 
elementului. Prin urmare indexul de avarie, bazat pe conceptul oboselii la un număr redus 
de cicluri, nu poate descrie cu exactitate asemenea tipuri de mişcare. In anumite mişcări 
seismice si in special cazul seismelor aproape de epicentru si de falie hotaritoare pentru 
comportare inelzistica poate fi viteza de incarcare sau deplasarea indusa structurii, care mai 
ales in cazul structurilor flexibile creaza condiţii de avariere puternice ale elementelor nu 
numai din cauza cerinţelor de ductilitate si din cauza scăderii capacitatii de rotire a 
elementului, datorita creşterii limitei de curgere si măririi pericolului de rupere fi-agila. 
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Fig. 6.11 Indexul local de avarie a) a grinzilor, b) a stâlpilor pentru seismicitate ridicata 
Fig. 6.11 Local damage index a) for beams, b) for columns in case of high seismicity 
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Fig. 6.11 c) index global de avarie, pentru seismicitate ridicata 
Fig. 6.11 c) Global damage index in case of high seismicity 

Din toate diagramele, Fig. 6.11a,b, 6.12,a,b ,6.13a,b, independent de nivelul seismicităţii, 
se constata faptul ca atunci cand gradul de avariere este mai mare la grinzi gradul de 
avariere la stâlpi scade, grinzile lucrând ca elemente disipative. Aceasta comportare se 
realizeaza atunci cand raportul rezistentei plastice IvIRJC / MR̂  b este mai mare decât 1.30 
(cazul CI, C2, C3). Aşadar se evidentiaza efectivitatea conceptului SP-GS. Comparand 
cadrele CI, C5 care au acelaşi raport al capacitatilor plastice al stâlpilor si grinzilor, dar 
conformare diferita (cadrul C5 are stâlpi mai slabi ), se constata ca avariile locale atat la 
stâlpi cat si la grinzi sunt mai mari in cadrul C5, Fig. 6.11, 6.12. Importanta alegerii 
corecte a secţiunilor tranversale stâlpilor si grinzilor este de o importanta deosebita pentru 
realizarea conceptului SP-GS. In caz contrar chiar daca raporul MRdx / Mrj b este mai mare 
decât 1.30, nu se respecta condiţiile de verificare a ductilitatii locale. Asemenea concluzii 
se pot remarca din comparaţia cadrelor C2 si C6. Totodata trebuie observata si importanta 
perioadei fundamentale a structurii. Cadrul C6 are pe de o parte un raport ridicat ,MRdc / 
MRdb =1 70, dar pe de alta parte are si perioada propie ridicata, T=1.25sec, afectand 
capacitatea de deformare a structurii, Fig. 6.11, 6.12. Alegerea corecta a elementelor 
depinde de "simţul" si de experienţa a inginerului proiectant, iar in ceea ce priveşte 
influenta perioadei proprie de vibraţie a structurii, ea nu este considerata in calculul 
factorului de comportare, q , care de fapt introduce in calculul elastic simplificat 
capacitatea structurii de deformare. 
Cadrul C3, avand un raport MR̂ C / MRJ B = 2.17, prezintă soluţia cea mai eficienta in zone 
cu seismicitate ridicata pentru evitarea colapsului structurii, totodata avand o distributie a 
avariilor atat la grinzi cat si la stâlpi, Fig. 6.11a,b,c. Asigura condiţiile stării limita pentru 
care a fost proiectat. Pe de alta parte in zone cu seismicitate redusa poate fi o soluţie care 
conduce la avarii ridicate in cazul unor evenimente seismice cu acceleraţii reduse, 
0.12...0.15g., Fig. 6.13a,b,c. Evident daca s-ar considera un cadru cu stâlpi mai puternici, 
HE 280B, cadrul ar ramane in stadiul elastic dar creşterea secţiunii transversale a stâlpilor 
conduce la o dimensionare exagerata. Comparand cadrele C3, C4 , pentru cazul 
seismicităţii reduse, se remarca faptul ca indexul global pentru C3 este cu 10% mai mare 
fata de C4, insa cadrul C4 are un grad ridicat de avariere la stâlpi formandu-se un 
mecanism global, Fig. 6.5, 6.13. Astfel se demonstrează deosebita importanta conceptului 
SP-GS chiar si in zone cu seismicitate redusa. 
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Fig. 6.12 Indexul local de avarie pentru seismicitate medie a) a grinzilor, b) a stâlpilor, c) 
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Fig. 6.12 Local damage index a) for beams, b) for columns, c) global damage index in case of 
medium seismicity 
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Fig. 6.13 Local damage index a) for beams, b) for columns, c) global damage index in case of 
low seismicity 
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In figura 6.14 se prezintă influenta perioadei proprie a structurii asupra gradului de avariere 
global cadrelor considerate, funcţie de nivelul seismicităţii admise pentru zona respectiva. In 
primul rand se constata ca in cazul seismicităţii reduse, pentru acceleraţii de ordinul 0.15g, 
mişcările seismice isi pierd caracteristicile proprii; in acest domeniu structurile nu sunt 
influentate de caracteristicile acţiunii seismice, fiind infiuentate numai din forţele inerţiale 
care se nasc, Fig. 6.14c. Astfel cadrele cele mai flexibile prezintă si un grad global de 
avariere mai mare (T > 1.10 sec). In schimb in cazul seismicităţii ridicate sau medie 
comportarea post-elastica a cadrelor este influentata de perioada proprie a mişcării seismice; 
deoarece fiecare aactiune seismica conţine diferite caracteristici este greu de stabilit reguli 
pentru conformarea structurilor a căror perioada sa fie "deconectata" de mişcarea seismica 
(Fig. 6.14a,b). Pentru rezolvarea acestror probleme sunt necesare studii de microzonare care 
sa ne informeze asupra caracteristicilor condiţiilor locale. Astfel, se evidentiaza importanta 
utilizării unor accelerograme artificiale care conţin numai aspectele principale ale mişcării 
seismice. Atunci cand structura este conformata corect pe baza conceptului SP-GS prezintă 
un grad de avarie inevitabil, fiind insa mai mic in cazul seismicităţii ridicate sau medie. 

! Sefamicitotc ridicato, j 

S—Kfllamata 

• - K o b e 

A—Vrancea 

•O—Northridge 

••—Banat 

0.988 1,05 1,1 1,14 1,16 1,25 T(sec) 

Fig. 6.14 Influenta perioadei ftmdamental asupra gradului de avarie global 
Fig. 6.14 Influence of the fundamental period on the global damage of the analyzed fi-ames 

218 

BUPT



C) 

-a—Kalamata 

H i - K o b e 

- A — Vrancea 

Northndge 

-•—Banat 

T(5ec) 

Fig. 6.14 continuare 
Fig. 6.14 continued 

Din examinarea modului de distributie a articulaţiilor plastice si in general al modului de 
comportare inelastica se constata ca obţinerea unui mecanism global este greu de obtinut in 
condiţii reale, chiar pentru cadrele proiectate in conceptul SP-GS, deoarece fiecare mişcare 
seismica introduce condiţiile de deformare specifice (Fig. 6.6a, 6.9). Pe de alta parte in 
conceptul de proiectare trebuie sa fie reflectate nivelul de siguranţa a structurii precum si 
costul ei funcţie de performantele acesteia. In acest context, ca si in cazul altor coduri 
antiseismice (UBC, AISC), ar fi necesara introducerea atat in EC-8 cat si in codurile de 
interes naţional (P-100/ 92, N.E.A.K) a unei clasificari a cadrelor, fimctie de respectarea 
condiţiilor ductilitatii locale-globale. Condiţiile generale ar fi capacitatea formarii unui 
mecanism global si verificarea cerinţelor ductilitatii locale, Gcap > 0nec Intr-un stadiu mai 
avansat s-ar putea delimita si gradul de avariere local si global, ID, fimctie de performantele 
cadrului. Cadrele studiate anterior , cu 3 etaje regulate, cu raport al rezistentei Mr^C / MRdb 
=2.20... 1.30 ar putea fi clasificate in cadre normale, CN, care dispun de capacitatea de 
formare unui mecanism global in zone cu seismicitate medie sau redusa, totodata 
respectandu-se si condiţiile ductilitatii locale. Totuşi in zone cu seismicitate ridicata ele nu 
pot asigura condiţiile mai sus enuntate. Clasificarea cadrelor mai precisa se va prezenta in 
capitolul următor. Pentru obţinerea unor cadre care pot forma mecanisme globale, denumite 
cadre speciale, CS, este necesara realizarea unor rapoarte al rezistentei plastice intre stalp-
grinda MR̂ C / MR Î, > 2.20. Se considera cadrul cu caracteristicile geometrice definite in 
figura 6.4 iar conformarea in tabelul 6.6. 

Tab. 6.6 Conformarea cadrelor analizate. 
Tab. 6.6 Conformation of the analyzed fi-ames. 

Grinda Stâlp MR^C / MRib T Grinda Stâlp MR^C / MRib 
T, T, T, 

IPE 300 

HE 220B 1.31 1.167 0.335 0.149 

IPE 300 
HE240B 1.68 1.05 0.303 0.154 

IPE 300 HE 260B 2.05 0.97 0.279 0.139 IPE 300 
HE280B 2.44 0.90 0.258 0.127 

IPE 300 

HE300B 2.97 0.85 0.238 0.115 
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Din analizele dinamice efectuate cu accelerogramele definite in tabelul 6.4, 6.5 se constata 
faptul ca creşterea raportului conduce la reducerea cerinţelor de ductilitate si respectarea 
condiţiilor de ductilitate, locale-globale, Fig. 6.15. Astfel pentru situatii cand Mr ĵc/ MRj b > 
2.20 cadrele pot fi clasificate in cadre speciale, cu condiţia sa fie bine detaliate. Insa 
realizarea cadrelor speciale este insotita cu marirea exagerata a secţiunilor stâlpilor. De 
remarcat ca folosire cadrelor speciale in cazul unor seisme specifice (Banat) produce 
schimbarea comportării inelastice, cerinţele de ductilitate maxime aparandu-se la etajele 
superioare, Fig. 6.15c, fiind importanta modurile superioare de vibraţie. Elaborarea unor 
metodologii pentru dezvoltarea mecanismelor plastice globale, luând in considerare 
caracteristicile specifice mişcării seismice, este foarte dificila si laborioasa cea ce face 
necesara propunerea a unor moduri de conformare noi (cadre hibride, cadre rigide cu noduri 
solidarizate, etc) uşor de implementat in practica de proiectare curenta. Asemenea soluţii se 
vor studia in urmatoarele paragrafe. 

In concluzie, avand in vedere cele expuse anterior se remarca deosebita importanta 
conceptului de proiectare SP-GS, mai ales in zone seismic active. Totodata pentru realizarea 
acestuia este necesara alegerea corecta a elementelor precum si a unor rapoarte ridicate cea ce 
poate conduce in anumite situatii la proiectarea neeconomica. In acest context se considera 
necesara clasificarea cadrelor pentru libera alegere de către proiectant a performantelor . De 
asemenea se subliniaza importanta perioadei de vibraţie si a modurilor superioare de vibraţie 
ale structurii, fapt care face absolut necesara luarea lor in considerare pentru calculul 
factorului de comportare. 

a) 
Acc. Normalizate | 

SeismiciUte ridicata, 

0,12 Kobe 
4—Kalamala 
A—Northndge 
5—Banat 
^—Vrancea 

1,25 1,5 1,75 2,25 2,5 2,75 

Fig. 6.15 Influenta raportului de rezistenta plastica stalp-grinda asupra cerinţelor de ductilitate 
maxime 

Fig. 6,15 Influence of column-beam plastic strength ratio on ductility demands 
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Fig. 6.15 Influenta raportului de rezistenta plastica stalp-grincia asupra cerinţelor de ductilitate 
Fig. 6.15 Influence of column-beam plastic strength ratio on ductility demands 

6.5.2 Influenta hibridizării cadrelor necontravantuite 

Condiţia pentru o comportare disipativa impune formarea articulaţiilor plastice in grinzi si nu 
in stâlpi (cu excepţia stâlpilor de la parter. Ia baza). Pentru proiectarea cadrelor in conceptul 
SP-GS se pot folosi doua modalitati, fie prin: 
• creşterea rigiditatii stâlpului in comparaţie cu cea a grinzii; 
• creşterea rezistentei stâlpului in comparaţie cu cea a grinzii. 

Luând in considerare faptul ca creşterea limitei de curgere conduce la reducerea ductilitatii 
locale, alegerea unor grinzi de marca superioare ar fi inadecvata; in schimb alegerea unor 
stâlpi de rezistenta ridicata ar conduce pe de o parte Ia creşterea raportului NIRJC/ MRdb , fara 
majorarea secţiunii transversale a stâlpului, totodata marindu-se si rezistenta panoului de 
legătură. In consecinţa, se creaza condiţiile stabile pentru dirijarea articulaţiilor plastice in 
grinzi. Asfel, se pot realiza cadre alcatuite din 2 sau mai multe mărci de otel denumite cadre 
hibride, CH. Spre deosebire de proiectarea bazata pe creşterea rigiditatii, care este influentata 
de perioada de vibraţie, in cazul soluţiilor hibride acest factor de influenta poate fi eliminat. 

In studiul parametric se folosesc 5 cadre, cu 3 etaje-2 deschideri, a căror geometria si 
conformarea este prezentata in figura 6.16. Se considera, tab. 6.7: 
• un cadru special, CS, care dispune capacitatea de formare a unui mecanism global; 
• un cadru special in care este aplicat conceptul hibridizării, CSH; 
• un cadru normal, CN, cu un raport plastic egal cu 1.31, dar conformat necorespunzator 

(cadrul C5 studiat in 6.5.1); 
• un cadru normal in care este aplicat conceptul hibridizării, CNHl, folosind stâlpi din 

Fe430. 
• un cadru normal in care este aplicat conceptul hibridizării, CNH2, folosind stâlpi din 

Fe510. 
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[mm] 

H=2x3200 

H= 4000 

IPE300 

HE 280B 
Fe360 

cs 

IPE300 IPE300 

HE 280B 
Fc430 

HE220B 
Fe360 

CSH CN 

IPE300 IPE300 

HE220B 
Fe430 

HE 220B 
FeSlO 

CNHl CNH2 

Fig. 6.16 Geometria si conformarea cadrelor analizate 
Fig. 6.16 Geometry and conformation of the analyzed frames 

Tab.6.7 Caracteristicile cadrelor analizate 

r Cadru Alcătuire Material MR̂ C/ MRAb 
HE280B Fe360 

CS IPE 300 Fe 360 2.44 
HE 280B Fe430 

CSH IPE 300 Fe 360 2.85 
HE220B Fe 360 

CN IPE 300 Fe 360 1.31 
HE220B Fe430 

CNHl IPE 300 Fe360 1.54 
1 HE 220B Fe510 
1 CNH2 IPE 300 Fe360 1.99 
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Accelerogramele folosite pentru analizele dinamice neliniare a cadrelor sunt prezentate in 
tabelul 6.4, 6.5. In cazul acestui paragraf se va studia numai cazul unei seismicităţii ridicate 
(normalizarea accelerogramelor la 0.35g), deoarece aceasta impune starea de solicitare cea 
mai defavorabila. De asemenea capacitatile de rotire plastice a elementelor ce alcatuiesc 
cadrele au fost calculate conform celor expuse in capitolul 4, 5, valorile fiind prezentate in 
tabelul 6.8. 

Tab. 6.8 Rotirile plastice capabile ale elementelor 

Element Material ÛILlDOtl YM CR Ocao-v Ocaac 
H E 2 8 0 B 

H= 4000min 
Fe360 0.112 

1.50 1.46 
0.061 0.063 H E 2 8 0 B 

H= 4000min Fe430 0.109 1.50 1.46 0.059 0.61 
H E 2 8 0 B 

H= 3200mm 
Fe 360 0.116 

1.50 1.46 
0.063 0.065 H E 2 8 0 B 

H= 3200mm Fe430 0.114 

1.50 1.46 

0.062 0.064 

H £ 2 2 0 B 

H= 4000mm 

Fe 360 0.113 

1.50 1.46 

0.061 0.064 
H £ 2 2 0 B 

H= 4000mm 
Fe 430 0.109 

1.50 1.46 
0.059 0.062 H £ 2 2 0 B 

H= 4000mm Fe510 0.102 1.50 1.46 0.055 0.058 

H E 2 2 0 B 

H= 3200nini 

Fe 360 0.122 
1.50 1.46 

0.066 0.069 
H E 2 2 0 B 

H= 3200nini 
Fe 430 0.116 

1.50 1.46 

0.063 0.066 H E 2 2 0 B 

H= 3200nini Fe510 0.112 

1.50 1.46 

0.061 0.064 
I P E 3 0 0 Fe360 0.103 1.50 1.59 0.052 0.066 

In cele ce urmeaza sunt prezentate principalele observatiiin urma examinarii rezultatelor 
obtinute: 

• Efectul hibridizării cadrelor este evidentiat comparand cadrul normal, CN, cu cele hibride, 
CNHl, CNH2. In primul rand se constata transformarea cadrului normal, CN, de la un 
cadru care formeaza mecanism de etaj (Fig. 6.5) la un cadru care obţine capacitatea de 
dezvoltare a unui mecansim global (CNH2), Fig. 6.17. Totodata se reduc cerinţele de 
ductilitate locala atat la stâlpi cat si la grinzi, Fig. 6.18, 6.19. In al doilea, rand comparand 
cadrele CNHl si CNH2, ambele fiind hibride dar alcatuite de diferite mărci, se observa ca 
folosirea unei mărci de un nivel mai mare fata de marca grinzii, in situatiile cadrelor 
normale nu este eficienta. Ca atare, pentru promovarea cadrelor normale in cadre speciale 
este necesara folosirea unor stâlpi de marca Fe 510 (CNH2). In aceste condiţii chiar daca 
nu se respecta condiţiile de verificare a ductilitatii locale se evita colapsul structurii, Fig. 
6.17, 6.18a,b. In schimb, pentru cadre bine conformate si cu rapoarte al rezistantei plastice 
stalp-grinda peste 2.40 folosirea unei mărci Fe 430 la stâlpi este suficienta, conducând la 
performante ridicate (CS, CSH) Fig. 6.18. 

• In cadrul unor seisme specifice (Banat) transformarea cadrelor normale in cadre speciale 
prin hibridizare nu reuşeşte sa conducă la uniformizarea cerinţelor de ductilitate; numai 
folosirea unor cadre speciale avand perioada fimdamentala T< 0.90 sec reusesc sa elimine 
cerinţei de rotiri maxime la etajele superioare, Fig. 6.20. Pentru cazul seismelor epicentrale 
caracterizate de un impuls (Kalamata, Nortridge), cadrul special, CS, cu cel hibrid, CSH, 
prezintă aceleaşi cerinţe de rotire si de deplasare, Fig. 6.18c,d, Fig. 6.21. Acelaşi lucru se 
poate remarca si pentru cazul cadrelor CNHl, CNH2, Fig. 6.18c,d, Fig. 6.21. 
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Accderogranui BormaUsata Kobc N-S, 1995, a « 035g 

M 

CS CSH CN 

M 

CNH 1 CNH2 

Accderograma normaiizata Kalamata Loag, 1986, a 0.35g 

M 

CS CSH CN 

CNH 1 CNH 2 

Fig. 6.17 Mecanismele plastice ale cadrelor analizate 
Fig. 6.17 Plastic collapse mechanism of the analyzed frames 
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Acce le ragnu ia aormal izata Nor th r idge , 1 9 9 4 , a - 0 J 5 g 

CS CSH CN 

CNH 1 CNH2 

Accelero r̂ama normaiizata Banat hong, 1991, a^.3Sg 

CS CSH CN 

CNHl CNH 2 

Fig. 6.17 Mecanismele plastice ale cadrelor analizate 
Fig. 6.17 Plastic collapse mechanism of the analyzed frames 
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Accelerograma nonnalizata VraDcea N-S, DVCERC, a=O^Sg 

M 

a) 

CS CSH CSN 

— ^ 

M 

CNHl CNH2 

Fig. 6.17 continuare 
Fig. 6.17 continued 

Acc. normalizata Kobe | 
SeismiciUte ridicau, a=OJSg| 

b) Acc. nanmlizata Vnmcea N-S 
Seisnicitate ridicata, a=0.35g 

n 

0,05 0,1 

Onec (rad) 

0.15 O 0,02 0,04 0,06 0,08 0,1 0,12 

Onec (rad) 

Fig. 6.18 Distributia cerinţelor de ductilitate in grinzile cadrelor 
Fig. 6.18 Distribution of the ductility demands at the beams 

226 

BUPT



Acc. Northridge 
Sebnicitate ridicata, a=<l.35K 

0,02 0,04 0,06 

enec (rad) 

0,02 0,04 

enec(rad) 

Fig. 6.18 continuare 
Fig. 6.18 continued 

Acc. normalizata, Kbbe, a 3Sg| iAcc. nonnalizata VrMicca,=0.3Sg | 

£ 1 t J 

' • C N H 2 

DCNH 1 
• CN 

• CSH 

IQCS 

• C N H 2 

• C N H 1 

• CN 

• CSH 

• CS 

Baza 

E 
Baza 

I 
o 0,1 0,2 0,3 

Onec. (rad) 
0,4 O 0,1 0,2 0,3 

Onec. (rad) 
0,4 

Fig. 6.19 Distributia cerinţelor de ductilitate in stâlpii cadrelor 
Fig. 6.19 Distribution of the ductility demands at the columns 
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2 
z 

Acc. nomudiuta B«iwt Longl 
Schmicitete ridicate, aNI.aSgl 

CS 

- • — C S H 

- A — C N 

- B - C N H l 

- e — C N H 2 

0.002 0,004 0,006 

enec(rad) 

0,008 0,01 

Fig. 6.20 Distributia cerinţelor de ductilitate in grinzile cadrelor 
Fig 6.20 Distribution of the ductility demands at the beams 

• Cu ajutorul hibridizării, tinand constante secţiunile transversale ale stâlpilor, se reduc 
cerinţele de deplasare obtinandu-se uniformizarea atat a deplasărilor relative cat si a 
deplasărilor absolute, Fig. 6.21. In acelaşi timp se elimina influenta perioadei de vibraţie 
care poate dezvolta stări de rezonanta cu perioada mişcării acţiunii seismice. In consetinta, 
pentru cazul cadrelor hibride, CH, factorul de comportare q, care nu tine cont de influenta 
perioadei structurii, ar putea fi folosit mai cu seama. 

• Cadrele speciale si cadrele hibride in general minimizeaza avariile produse atat la grinzi 
cat si la stâlpi datorita distribuţiei avariilor la toate elementele, Fig. 6.22. Cadrele speciale 
hibridizate, CSH, sunt indicate in special pentru zonele active cu seisme epicentrale, atat 
pentru minimizarea riscului de colaps cat si pentru minimizarea avariilor (din analize 
dinamice cu accelerograma Kobe care s-au efectuat s-a constatat formarea mecanismului 
de etaj la aproximativ 0.55g pentru cadrul special, iar pentru cadre speciale hibride la 
aproximativ l.Og; evident in aceste condiţii ductilitatea locala a riglelor este epuizata dar 
se evita colapsul structurii). 

Folosirea cadrelor hibride realizeaza asigurarea unei rigiditati sporite fata de cadre normale si 
obţinerea unui mecanism favorabil de disipare sub acţiuni de intensitate mare. Prin hibridizare 
se modifica comportarea inelastica defavorabila a cadrelor normale, chiar si a celor cu o 
conformare stalp-grinda necorespunzatoare, iar cadrele speciale obţin performante ridicate. 
Astfel, cadrele hibride ar putea fi denumite cadre de modificare, intre cadre speciale si cele 
normale, cu ajutorul carora, la alegerea proiectantului, poate fi sporita performanta sistemului 
structural. Acest concept de conformare ar putea fi folosit in spiritul proiectării pe mai multe 
nivele in care un cadru normal, uşor, se poate transforma intr-un cadru special la cerinţele 
beneficiarului. In acest context se considera necesara efectuarea unor studii de cost intre 
cadrele speciale, CS, cadrele speciale hibridizate, CSH, cadrele normale, CN si cadrele 
normale hibridizate, CNH pentru diferite hazarduri seismice incarcate cu accelerograme 
specifice unei regiuni si cu spectre elastice. De asemenea se propune introducerea in EC-8 si 
in codurile de interes naţional, PlOO-92, N.E.A.K., al conceptului de conformare hibrida intr-
un cadru in care se vor defini condiţiile de asigurare a interacţiunii ductilitatilor locale-
globale. 
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Acc. Kobe 
Seismchate ridicata^ a=«.35g 

Acc. Kobe 
SeisnicHate ridicata, a=0.35g 
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20 

Acc. Kalamata 
Seisinchate ridicata, a=^.35g 
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Acc. Kalamata 
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-«—CSH 

-^CN 
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-e—CNH2 

O 0,2 0,4 0,6 0,8 
A(m) 

Fig. 6.21 Deplasari inelastice absolute si relative 
Fig 6.21 Inter- storey drift and inelastic top sway displacements 
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cs 

Sebmcitate ridicata, a=0.35g 
Index local de avarie grhnilor 

Kobe 
— Vrancea 

•h—Kalamata 
^ — Northridge 
•B—Banat 

CN CNHl 

Tipul cadrului 

CNH2 

Seisnicitate ritficata, a^.35g 
Indei local de avarie stâlpilor 

••—Kobe 
Vrancea 

A—KalanBta 
Northridge 

•—Banat 

CSH CN 
Tipul cadrului 

CNHl CNH2 

Fig. 6.22 Index local de avarie pentru grinzi 
Fig 6.22 Local damage index for beams 

6.5.3 Influenta detaliilor nodului asupra ductilitatii globale 

In capitolul 5, paragraful 5.5, au fost expuse soluţiile constructive noi pentru detalierea 
nodului, iar in paragraful 5.6 a fost studiata ductilitatea locala acestor soluţii. In prezentul 
paragraf se va analiza ductilitatea globala a cadrelor necontravantuite la care s-au folosit fie 
conceptul solidarizării nodului fie conceptul "dog-bone". In general in literatura de 
specialitate, exista studii pentru cadrele care se tine seama de efectul îmbinării (rigide, semi-
rigide, a r t i c u l a t e ) d e detalierea zonei nodale (influenta sudurilor îmbinărilor, efectul 
planseului)'^^ Totuşi studiile pentru cadre cu rigle solidarizate sau cadre avand aplicat 
conceptul " d o g - b o n e " l i p s e s c . 
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Pentru efectuarea studiului comparativ se considera 5 cadre: 
• cadrul normal, CN, studiat in paragraful 6.5.1. 6.5.2 cu geometria si conformarea data in 

figura 6.16; 
• cadrul normal hibridizat, CNH2, studiat in paragraful 6.5.2 transformat in cadru special. 

Conformarea si geometria sunt date in figura 6.14; 
• cadru "dog-bone", CDB, pentru care tălpile riglelor sunt reduse variabil in zone critice 

conform conceptului "dog-bone". Datele constuctive si conformarea cadrului sunt date in 
figura 6.23; 

• cadrul rigidizat, CRI, care consta intr-un cadru normal pentru care zonele nodale sunt 
solidarizate cu rigidizari verticale conform figurii 6.23; 

• cadrul rigidizat, CR2, care consta intr-un cadru special pentru care zonele nodale sunt 
solidarizate cu rigidizari verticale conform figurii 6.23; 

In tabelul 6.9 sunt prezentate caracteristicile locale, globale ale cadrelor CDB, CRI, CR2. 

[mm] 

H=2x3200 

H=4000 

a u i i i u , • i U i i U . 

. . U l i i i l l . , „ i U U i ' 

M M l l l • i U U U 

L=5000 I L=5000 i -l + H 

Detaliu A 
IPE300 

HE220B 
Fe 360 

Detaliu B 
* * \ IPE300 

HE220B 
Fe360 

q = 20 KN / m 

CRI 

JPE300 

Detaliu B 
IPE300 

• . ^ * 

HE280B 
Fe360 

Fig. 6.23 Geometria si conformarea cadrelor analizate 
Fig. 6.23 Geometry and conformation of the analyzed fi-ames 
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Tab. 6.9 Caracteristicile cadrului CDB. 
Tab. 6.9 Characteristics of the CDB frame. 

1 Cadru 
Element Material lVlRd.c/MRd.c Dimensiunile zonei 

reduse 
T 1 1 Cadru 

Element Material lVlRd.c/MRd.c 

b, /b b j /b L,/L T, T2 T: 1 

CDB 
HE220B 

IPE 300 
Fe 360 1.31 0.80 0.60 0.05 1.226 0.392 0.193 

Tab. 6.9 Caracteristicile cadrelor CRI, CR2. 
Tab. 6.9 Characteristics of the CRI, CR2 frames. 

Tip 
Cadru 

Element Material Muie / MR̂C Dimensiuni zonei 
solidarizate 

T Tip 
Cadru 

Element Material Muie / MR̂C 

U/L U / L T, T2 Tj 

CRI 
HE220B 
IPE 300 Fe 360 1.44 0.030 0.050 0.668 0.212 0.113 

C R 2 
HE280B 
IPE 300 

Fe 360 

0.78 

0.030 0.050 

0.934 0.301 0.165 

Pentru analizele dinamice neliniare cu programul Drain 2D s-a folosit elementul de baza 
"beam-column element", iar modelarea grinzilor s-a realizat luând in considerare zonele 
rigide, pentru conceptul solidarizării, si zonele slăbite, pentru conceptul "dog-bone", 
introducandu-se in zone critice nişte reazeme fictive conform figurii 6.24. Prin dimensionarea 
detaliilor ambelor soluţiilor se presupune ca articulaţiile plastice se formeaza la aproximativ 
250 mm departe de la fata stâlpului. Cadrele au fost incarcate cu accelerogramele Kobe, 
1995, Banat Long, 1991, Vrancea N-S, 1977, normalizate la 0.35g, considerandu-se cazul unei 
seismicităţii ridicate. Detalierea locala a soluţiilor considerate, fig. 6.23, a fost concepute 
conform celor expuse in paragraful 5.6.2 (i), 5.6.3 (i), iar capacitatile de rotire au fost 
determinate cu ajutorul programului DUCTROT. Pentru a tine cont de condiţiile reale au fost 
aplicate coeficienţii de influenta a ductilitatii locale, pentru condiţiile de proiectare cele mai 
severe, Tab. 6.10. 

IPE300 

5000 

4 
i700 ii ' 

ILPE300 

Imed 

ILPE 300 

hPEJDO 
-k. 

Fig. 6.24 Modelarea grinzilor pentru efectuarea sudiului dinamic neliniar 
Fig. 6.24 Modeling of the beam-column element 
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Tab. 6.10 Ductilitatea local a capabila elementelor considerate 

Element OCAIKIN YM CR r> TW OC«D.V r» 0T«O.C 1 
IPE 300 
element cu 

tălpile 
reduse 
variabil 

0.30 0.123 1.50 1.59 0.80 0 70 0.073 0.866 0.75 0.085 

IPE 300 
element 
solidarizat 

0.30 0.103 1.50 1.59 0 80 0 60 0.052 0 866 0 70 0.066 

Din toate diagramele, fig. 6.25, se poate observa ca soluţiile CDB, CRI si CR2 produc o 
uniformizare a cerinţelor de ductilitate in grinzi, fara variaţii bruşte, protejând stâlpii 
impotriva formarii articulaţiilor plastice. Inevitabil in toate situatiile se formeaza articulaţii 
plastice la baza stâlpilor. Ambele soluţii transforma un cadru normal, CN, intr-un cadru care 
formeaza un mecanism global, astfel devenindu-se cadre speciale, Fig.6.26. 

Pe de alta parte, in comparaţie cu cadrele CN si CNH2, cadrele CDB,CR1,2 muta locul 
formarii articulaţiilor plastice departe de zona de imbinare, intr-o zona predeterminata in 
prealabil, in acest fel reducandu-se solicitările elementelor de imbinare. Totuşi, comparand 
cadrele CDB si CRI se constata ca poate ambele formeaza mecanism global, insa CRI nu 
respecta condiţiile ductilitatii locale in situatiile unor seisme severe, Fig. 6.25a. Este foarte 
important de mentionat rolul conceptului SP-GS in cazul dimensionării cadrelor cu rigle 
rigidizate la nod. Deoarece rigidizarile aplicate pe riglele cadrului sporesc capacitatea plastica 
a grinzilor, devine necesara folosirea unor stâlpi mai puternici pentru realizarea proiectări 
capacitatii de rezistenta (CR2). Deci, cadrul CRI prin solidarizarea grinzilor se transforma la 
un cadru care se comporta conform conceptului stâlpi slabi-grinda puternica, SS-GP. Din 
figura 6.27 se poate observa ca acesasta comportare conduce la creşterea rotirii maxime de la 
baza stâlpului. Insa indepartarea articulaţiilor de la fata stâlpului la o zona mai slaba asigura 
formarea mecanismului global. In anumite situatii particulare acest mecansim poate fi 
periclitat. De asemenea cadrul CR2 se transforma din punct de vedere al raportului plastic de 
rezistenta de la un cadru special (cand nu dispune rigidizarile MRdx / MRd.c = 2.17) la un cadru 
normal (MRdc / Mr^C = 1-44), dar aplicarea rigidizarilor conduce la o comportare inelastica 
performanta, Fig. 6.25a,b, 6.27. In consecinţa trebuie acordata o atentie speciala in cazul 
folosirii rigidizarilor pentru a modifica răspunsul structurii. De altfel conceptul solidarizării 
nodului prezintă dezavantajul fata de conceptul "dog-bone", ca in anumite situatii, fimctie de 
alegerea dimensiunilor solidarizării Lr, conduce la creşterea secţiunii transversale ale stâlpilor. 

Luând in considerare influenta caracteristicilor mişcării seismice asupra comportării structurii 
se constata ca: 

-In cazul seismelor de adincime (Vrancea) cerinţele de ductilitate sunt medii. Cadrul CN nu 
asigura respectarea condiţiilor ductilitatii locale-globale, iar CNH2 elimina apariţia 
mecanismului de etaj, Fig. 6.26. Cadrele CR2, CRI, CDB prezintă soluţiile optime atat din 
punct de vedere local cat si din punct de vedere global, Fig. 6.25, 6.26. Analizand perioada 
proprie de vibraţie a cadrelor se observa faptul ca creşterea perioadei conduce la marirea 
cerinţelor de rotire, Bmax nec, precum si la distributia neuniforma ale acestora. In cazul cadrului 
CDB cu o perioada T=1.22 s se constata eliminarea acestor influente, Fig. 6.28b; 
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Fig. 6.25 Distributia cerinţelor de ductilitate in grinzi 
Fig. 6.25 Distribution of the ductility demands at the beams 
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Fig. 6.26 Mecanisme plastice cadrelor analizate 
Fig. 6.26 Plastic mechanisms of the analyzed frames 
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Fig. 6.26 continuare 
Fig. 6.26 continued 
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Fig. 6.27 Cerinţe de ductilitate la baza stâlpului 
Fig. 6.27 Ductility demands at the base columns 
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-in cazul seismelor epicentrale cu mai multe impulsuri (Kobe) cerinţele de ductilitate sunt 
mari, totuşi cadrele CR2 si CDB asigura condiţiile ductilitatii locale- globale. CR2 este un 
cadru special ce conduce la formarea unui mecanism global, iar aplicarea solidarizării 
grinzilor indeparteaza articulaţiile plastice, reducandu-se cerinţele de rotire. Astfel 
comportarea corespunzătoare se datoreaza atat solidarizării zonei nodale cat si a stâlpilor. In 
schimb, CRI formeaza un mecanism global dar datorita concentrării articulaţiilor plastice in 
grinzi acestea nu dispun capacitatea de rotire suficienta, Fig. 6.25a, 6.26. In cazul CDB 
reducerea tălpilor in zonele critice creste ductilitatea locala a grinzilor, iar concomitent cu 
indepartarea articulaţiilor plastice dezvolta o comportare adecvata la asemenea cerinţe de 
ductilitate. De remarcat faptul ca CDB este un cadru normal, HE 220B-IPE 300, care devine 
cadru special. 
Comparand CNH si CDB se observa ca avantajul care conferă cadrul CDB este respectarea 
condiţiilor ductilitatii locale provenite din aplicarea conceptului 'dog-bone", Fig. 6.25a,b. 
Analizand cadrele din punct de vedere al efectului perioadei de vibraţie se constata si in acest 
caz deconectarea influentei perioadei in cazul cadrului CDB, Fig. 6.28a. 

-In cazul seismelor de suprafaţa locale cu un singur impuls (Banat) cerinţele de ductilitate 
sunt reduse deoarece alti parametri (de ex. viteza) afecteaza comportarea inelastica a cadrelor 
necontravantuite. La asemenea tipuri de evenimente seismice, in cazul cadrelor convenţionale 
si hibride, cerinţele de ductilitate apar la etajele superioare. Prin aplicarea conceptului "dog-
bone", cadrul CDB, sau a solidarizării nodului rotirile maxime se obţin la etajele inferioare, 
cum se intimpla in majoritatea evenimentelor seismice, Fig. 6.25c. In acest fel se elimina 
asemenea probleme de o comportare nepravazuta, deoarece majoritatea normativelor 
antiseismice prevăd relaxarea criteriilor proiectării capacitatii de rezistenta in ultimele etaje.. 
Spre deosebire de celelalte seisme unde cadrul CR2 a constituit soluţia cea mai eficienta, in 
cazul accelerogramei Banat acesta produce dezvoltarea rotirilor maxime in comparaţie cu 
celelalte cadre analizate. Din alte studii efectuate^^" rezulta ineficienta soluţiei cadrului care 
are aplicat conceptul "dog-bone", dar cu alta conformare a cadrului CDB (HE 240B-IPE 300). 
Prin urmare in cazul seismelor de tip Banat modul de conformare si de detaliere a structurii 
influenteaza decisiv comportarea inelastica a acesteia. In acest context asemenea soluţii ar 
trebui alese in urma analizarii lor cu accelerogramele inregistrate din regiunea respectiva 
precum si cu accelerograme artificiale care "inglobeaza" particularitatile mişcării seismice. 
Considerând influenta perioadei fundamentale de vibraţie se remrca ca si in cazul seismului 
Banat cadrul CDB nu este influentat de perioada, Fig. 6.28c . Astfel devine evident ca pentru 
cadrele CDB parametrul influentei perioadei nu este un factor hotaritor in domeniul inelastic. 

Analizand modul de solicitare in zona nodala, in figura 6.29 se prezintă cerinţele de moment 
funcţie de durata solicitării (la primul etaj, in nodul cel mai solicitat). Se poate observa 
solicitarea redusa in cazul cadrului CDB fata de CRI, CR2, cea ce conduce la relaxarea 
solicitării elementelor imbinarii. Efectul "dog-bone" prin mutarea articulaţiei plastice elimina 
cedările casante posibile, concentrând toata acţiunea seismica in zona redusa predeterminata, 
Fig. 6.28. Totuşi trebuie remarcat ca si in cazul hibridizării cadrelor se creaza condiţii 
favorabile de solicitare la interfata stalp-grinda, Fig. 6.29. 
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Fig. 6.28 Influenta perioadei asupra rotirii maxime necesare 
Fig. 6.28 Influence of fundamental period on maximum rotation demands 
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Fig. 6.29 Variaţia cerinţelor de moment 
Fig. 6.29 Variation of the moment demands 
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Pentru definirea performantelor cadrelor de diferite tipuri se determina indexul de 
performanta, IDp , care arata rezerva structurala impotriva colapsului intre stadiul epuizării 
capacitaii de rotire, Xq, din elementul cel mai solicitat si momentul apariţiei mecanismului de 
etaj (sau de nod, fiind o condiţie mai severa), Determinarea valorii Xq semnaleaza condiţia 
limita de depăşire a ductilitatii locale, iar valoarea X^ semnaleaza condiţia limita de cedare a 
structurii. Astfel IDp se defineşte: 

IDp = ^ (6.4) 

Explicitand relaţia 6.4 se pot defini 3 condiţii limita: 
• IDp < 1, Xro > , starea limita de mecanism, se produce dupa epuizarea capacitatii de 

rotire a elementului cel mai solicitat, X̂ . Astfel, structura prezintă o performanta ridicata; 
• IDp = 1, XTO = , starea limita de mecanism se produce in acelaşi timp cu epuizarea rotirii 

capabile a elementului. Astfel, structura prezintă o performanta medie; 
• IDp > 1, Xn, < Xq , starea limita de mecanism se produce inaintea epuizării capacitatii de 

rotire a elementelor. Astfel, structura prezintă o performanta redusa. 
Evident, indicele de performanta trebuie sa varieze intre 0... 1.0, valorile mai mari de 1.0 pot 
periclita stabilitatea structurii. Din figura 6.30 se demonstrează ca prin aplicarea conceptului 
"dog-bone" si a conceptului de solidarizare a zonei nodale comportarea unui cadru normal 
neperformant se modifica devanand superioara atingandu-se, in anumite situatii, performanta 
cadrelor speciale. La fel se remarca pentru cazul cadrelor hibride, CNH, o performanta 
corespunzătoare la nivelul cadrelor CDB. In cazul cadrelor solidarizate pentru atingerea 
performantelor cadrului CDB este necesara creşterea secţiunii stâlpilor, dezavantajul semnalat 
deja anterior. 

In concluzie cadrele CDB si CR impreuna cu CH ar pute constitui categoria cadrelor denumite 
cadre de modificare care transforma comportarea cadrelor normale, CN, in cadre speciale, 
CS, iar in cazul cadrelor speciale, CS, aplicarea conceptelor folosite in cadrele de modificare 
conduce la obţinerea unor performante ridicate mai ales in zone active cu seismicitate 
ridicata. 

Acc. normalizate, a=0.35g 
Banat Long 

Vrancea N-S 

Kobe 

1,2 1,4 1,6 1,8 

Fig. 6.30 Indice de performanta a comportării postelastice a structurii 
Fig. 6.30 Inelastic performance index of the structure 
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6.5.4 Criterii economice de proiectare ductila 

Se cunoaşte ca in cadrul normativelor antiseismice (EC-8, P-100/92, N.E.A.K) modul de 
asigurare a ductilitatii se realizeaza prin conceptul proiectării capacitatii de rezistenta cea ce 
necesita dezvoltarea unui mecanism global de cedare, resj)ectand criteriul ierarhizării IM^ > 
1.20 IMb , supradimensionarea zonelor de imbinare si rapoarte ridicate de supleţe a 
secţiunilor elementelor, condacand la creşterea costului structurii. 

Luând in considerare soluţiile noi (hibridizare, conceptul dog-bone, conceptul solidarizării) 
propuse pentru controlarea modului de cedare si a modului dirijat de formare a articulaţiilor 
plastice, se considera important sa se studieze influenta acestor soluţii asupra criteriului 
ierarhizării formarii articulaţiilor plastice, fiind criteriul hotaritor care conduce la creşterea 
costului structurii. 

Astfel, in figurile 6.31, 6.32 se prezintă, din punct de vedere local, efectul conceptului dog-
bone si a solidarizării asupra criteriului ierarhizării. Se observa ca soluţia dogbone permite 
reducerea secţiunii stâlpului (funcţie de reducerea grinzii in zona specifica ), Fig. 6.31, spre 
deosebire de conceptul solidarizării, care creşterea rigidizarilor conduce la marirea secţiunii 
stâlpului, acesta fiind dezavantajul soluţiei solidarizării nodului Fig. 6.32. 

Comparaţia diferitelor tipuri de cadre, din punct de vedere al greutatii structurii, in vederea 
obţinerii unui mecanism global se prezintă in Fig. 6.33: 
• cadrul hibrid, CNH2, dezvolta un mecanism global avand aceeaşi greutate cu un cadru 

normal (vezi Fig. 6.25), iar fata de cadru special, CS, obţine un mecanism global avand o 
structura cu 32% mai uşoara; 

• cadrul "dog-bone", CDB, dezvolta un mecanism global avand o structura cu aproximativ 
10% mai uşoara fata de cadru normal, CN, iar in comparaţie cu cadrul special, CS, 
formeaza un mecanism global avand o structura cu 38% mai uşoara; 

• cadrul rigidizat, CR2, dezvolta un mecanism global avand o structura cu 10% mai grea fata 
de cadrul normal, CN, iar in comparaţie cu cadrul special formeaza un mecanism global 
avand o structura cu aproximativ 20% mai uşoara. 
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Fig. 6.31 Infiienta conceptului dogbone asupra criteriului ierarhizării 
Fig. 631 Influence of the 'dogbone' section on the member hierarchy criterion 

241 

BUPT



j IPE300 
; L=5000inii, Lpd= -MiSOimii 

a 

GL 

0.04 0,05 0,06 0.08 0.09 Lp/L 

Fig. 6.32 Infuenta conceptului solidarizării asupra criteriului ierarhizării 
Fig. 6.32 Influence of the strengthened section on the member hierarchy criterion 
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Fig. 6.33 Comparaţia diferitelor tipuri de cadre in termeni de greutate 
Fig. 6.33 Comparison of different frame typologies in terms of weight 
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DUCTILITY PROBLEMS OF STEEL MOMENT RESISTING FRAMES 

Chap. 6 GLOBAL DUCTILITY OF STEEL MOMENT RESISITNG 
FRAMES 

Summary 

This chapter deals with a study of global ductility of moment resisting frames (MRF), taking 
into account the interaction between local and global ductility (6.1), (6.2). The available 
plastic rotation capacity (local ductility) of elements was determined by using a proper 
methodology, which will be presented in chap.7, while the ductility demands, imposed by 
different accelerograms, were determined by using DRAIN-2D computer program. The 
inelastic behaviour of steel moment resisting frames was analyzed through parametrical 
studies, considering the influence of structural conformation as a function of seismic hazard 
and ground motions having different characteristics, as well as, the new conformi ng 
procedures to improve the ductility of MR frames. 

Conceming the influence of structural detailing six frame typologies were considered, Fig. 
6.4. The parametrical characteristics of the analyzed frames are given in Table 6.2. The 
frames were subjected to different scaled ground motions, considering high, medium and low 
seismicity level, Tab. 6.4,6.6. The choice of accelerograms was made taking into account that 
the Kobe earthquake (1995) is a near-source ground motion, having many pulses, the 
Northridge (1994), Banat (1991), Kalamata (1986) earthquakes are near-source ground 
motions, having one puise, while Vrancea earthquake (1997) is a far-source ground motion 
The available plastic rotation capacities of the elements used was presented in Tab. 6.3. One 
can observe that rotations influenced by cyclic, Ocapc , and strain-rate, Ocap v , actions were 
determined, correlating the influence of the type of ground motion on the plastic deformation 
capacity of the element. The main parameters, which have been investigated for evaluating 
the global inelastic performance, are the mechanism type, Fig. 6.5, the distribution of the 
ductility demands for beams and columns, Fig. 6.6, 6.7, 6.8, 6.9, 6.10, as well as the local and 
global damage index, Fig. 6.11, 6.12, 6.13, 6.14. As a fxmction of structural detailing, level of 
seismic hazard and type of ground motion, different inelastic behaviour can be observed. Due 
to different parameters, it is very difficult to generalize the obtained results. Some main 
conclusions should be emphasized: 

• In the case of near-source earthquakes, that have many pulses (Kobe), excessive ductility 
demands and damages were observed when compared to far-field earthquakes (Vrancea), 
while in the case of near-field earthquakes, that have one puise (Northridge, Banat, 
Kalamata), reduced ductility demands were observed when compared to Kobe and Vrancea 
earthquakes, Fig. 6.5, 6.6, 6.7, 6.10 6.11, 6.12, 6.13, 6.14. In the latter case other factors 
such as velocity may be decisive for the design. 

• Frames having a high plastic strength ratio (Mpi Rdc / MpiRdb " 1.65...2 17, C2, C3, C6) 
develop plastic hinges at all stories, at the end of beams, Fig. 6.6a, 6.7a, 6.8a, 6.9a, while 
frames having low plastic strength ratio (MpiRdc / MpiRdb = 1.0... 1.31, CI, C4) develop 
plastic hinges only at limited zones, in some cases developing "story" mechanisms, Fig. 
6.5, 6.6. However, one can observe that CI, C4, frames have low ductility demands at 
beams but high ductility requirements at columns (Fig. 6.6, 6.7, 6.8). On the other hand, it 
is very important to notice the mode of choice of the used sections to realise a high plastic 
strength ratio. Frame C6 has a high plastic strength ratio (Mpi R̂ c / Mpi R̂ b =1.70) but the 
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DUCTILITY PROBLEMS OF STEEL MOMENT RESISTING FRAMES 

choice of profiles is not correct (Tab 6.2), and the frame presents unreliable global 
performance, developing storey mechanism, Fig. 6.5, 6.6, 6.7, 6.8, 6.9. 

• In the case of low seismicity, ag = 0.15g, seismic ground motions vvith different 
characteristics, lose their own characteristics the inelastic behaviour of steel frames 
depending only on the structural detailing and period of structure (Fig. 6.14c). 

• A classification of steel moment resisting frames must be introduced in EC-8, as well as, in 
PI00/92, N.E.A.K, in order to defme the performance of moment resisting frames, 
minimizing the influence of earthquake type and seismic level, Fig. 6.15. For instance, in 
the case of 3 storey-2 bay regular frames, moment resisting frames that have Mpi Rd c / 
Mpi Rdb = 1.25 . . .2.20 can be classified as normal frames, while frames that have Mpi Rdx / 
Mpi Rdb > 2.20 as special frames, Fig. 6.15. 

• As a concluding remark resulted from this study the necessity to realize macro-micro 
zonation studies must be mentioned in order to evaluate the ductility requirements as a 
fimction of earthquake type, local soil conditions, as well as to perform analytical studies 
with artificial accelerograms, which can introduce only the main characteristics of a 
specific ground motion, thus eliminating the variability of the real accelerograms. There is 
a necessity to introduce some new conforming procedures (hybrid frames, "dogbone" 
frames etc.) for improving the inelastic performance of steel moment frames, in order to 
obtain more reliable and economical steel moment resisting frames. 

The inelastic performance of hybrid moment resisting frames was investigated, considering 
normal frames, CN, hybridized normal frames, CNH (CNHl, CNH2), as well as special, CS, 
and hybridized special moment frames, CSH, Fig. 6.16, Tab. 6.7. The available plastic 
rotations of the elements used were presented in Tab. 6.8. The main parameters, which have 
been investigated, are the mechanism type, Fig. 6.17, the distribution of the ductility 
requirements, Fig. 6.18, 6.19, 6.20, the inelastic displacements, Fig. 6.21, as well as, the local 
damage index of beams, Fig. 6.22. Conclusions that can be drawn from the study are 
summarized as follows: 

• A normal moment resisting frame, CN, which develops a "storey" mechanism can be 
transformed into a special moment resisting frame, with the application of the "hybridized" 
concept (columns must have a greater steel grade than beams). As a fimction of earthquake 
type and seismic level in some cases (Kobe, Vrancea) the use of a steel grade two times 
greater than in the case of normal frames must be considered at columns (CNHl, CNH2), 
Fig. 6.17. So, in order to minimize the aformentioned problems, promoting reliable hybrid 
normal frames, the use of steel grade Fe 510 at columns and Fe 360 at beams is 
recommended. 

• A special moment resisting frame, CS, which develops a global mechanism, can be 
transformed into a high performance special moment frame, with the application of Fe 430 
steel grade at columns, Fig. 6.17, 6.18, 6.19, 6.20, 6.21. One can see that the special hybrid 
frame, CSH, presents lower ductility and displacement demand than a special moment 
resisting frame, Fig. 6.18, 6.21. AJso the ductility demands at column base are lower, Fig. 
6.19. Special hybrid frames, CSH, are recommended in highly seismic areas (with 
unknown earthquake characteristics). 

• In the same way, in order to promote SC-WB frames through hybridization the column 
sections must be kept constant, due to higher steel grade, increasing the column resistance. 
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In order to investigate the global performance of the new modified moment frames, a 
parametrical study is developed on the 3 storey-2 bay frames, Fig. 6.22, considering normal 
frames using the "dogbone" section, CDB, reinforced section, CRI, CR2, normal frames, CN, 
and normal hybrid frames, CNH2. The characteristics of the analyzed CDB and CRI, CR2, 
frames were presented in Tab. 6.9, 6.10. Studying the results of the parametrical analysis, the 
following main findings should be emphasized: 

• A normal moment resisting frame, CN, which develops a 'storey" mechanism, can be 
transformed into a special moment resisting frame, with the application of the "dogbone" 
concept or the strengthening concept, Fig. 6.26. 

• Modified moment resisting frames, CDB, CRI, CR2, concentrate the plastic hinge away 
from the column face, uniformizing the ductility requirements, at al stories, and providing 
sufficient rotation capacities, Fig. 6.25, 6.27. 

• CDB frames seems to be independent from the influence of the fimdamental period of 
structure, Fig. 6.28. 

• Using the reduced beam section or the reinforcing beam section a small requirement of 
moments can be achieved, avoiding stress concentration at the weldements. The same thing 
can be observed also in hybrid frames, Fig. 6.29. 

According to the member hierarchy criterion the "dogbone" concept gives the possibility to 
reduce the column sections, while the strengthening concept requires the increasing of column 
cross-sections, Fig. 6.31. Also CR, CH and especially CDB frames gives the possibility to 
minimize the weight of the structure developing a global mechanism when compared to a 
special moment resisting frame, Fig. 6.32. 

As a concluding remark must be underlined that using the modified moment resisting frames 
(hybrid, "dogbone" and reinforced frames) the ductility control and the control of failure 
mode can be obtained. 
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CapHoliiI 7 

CONDIXn DE ASIGURARE A DUCTILITATII LOCALE-GLOBALE 

7.1 Consideraţii generale 

In codurile modeme antiseismice si in special in EC-8, precum si PI00/92, N.E.A.K, noţiunea 
de ductilitate guvemeaza proiectarea structurilor disipative, dar asigurarea ductilitatii nu 
rezulta printr-un calcul direct ci doar prin respectarea unor masuri constructive sau printr-un 
calcul indirect. Deoarece conceptul Eurocodului 8 se remarca si in codurile de interes 
naţional, PlOO/92, N.E.A.K, in urmatoarele paragrafe se vor comenta modul de asigurare a 
ductilitatii in cadrul acestui normativ european. 

Asigurarea ductilitatii locale se realizeaza prin limitarea supleţei pereţilor secţiunilor 
transversale si utilizarea unor oteluri cu proprietati plastice. Asigurarea ductilitatii globale se 
realizeaza prin alegerea factorului de comportare, q, funcţie de tipul structurii. Interacţiunea 
intre ductilitate locala si cea globalase asigura prin corelarea factorului de comportare 
corespunzător si clasa secţiunii tranversale, Fig. 7.1a. Totuşi, asa cum a fost deja subliniat 
anterior, clasificarea la nivel de secţiune nu tine cont de influenta deschiderii elementului, 
fiind necorespunzatoarepentni evaluarea ductilitatii. In special cadrele necontravantuite 
trebuie proiectate in asa fel incat articulaţiile plastice sa se formeze la capetele grinzilor si nu 
la stâlpi, cu excepţia bazei stâlpilor de la parter si a ultimului etaj a structurilor multietajate 
(3.5.4.1 (a), EC-8). Pentru realizarea acestui concept in EC-8 sunt date anumite criterii de 
rezistenta, funcţie de tipul elementului, pentru dezvoltarea articulaţiilor plastice in condiţii 
stabile. Aceste criterii se prezintă in figura 7.1b pentru grinzi, stâlpi si imbinarea grinda-stalp. 

Factor de comportare Clasa secţiunii transversale 
q >4.0 Clasai 

2.0 <q <4.0 Clasa 2 
q<2.0 Clasa 3 

GRINZI 

Msd ^ Mp). Rd 
N3d<0.15Np,.Rd 
VG sd+VM.sd<0.5 Vp,Rd 

STÂLPI 

IMc<IMb 
V«,<0.5 Vp,.iM 
Msd = M«,g + 1.20MsdE 
Vvkţ, sd ^ Vv -̂p Rd 

ÎMBINARE GRINDA-STALP 

Rd< 1.20 Rft 
(pentru imbinari cu şuruburi sau 

imbinari sudate de colt) 
CcMiditii suplimentare in Anexa J 
ECO 

Fig. 7.1 Criterii de asigurare a dezvoltării articulaţiilor plastice conform EC-8 
Fig. 7.1 Criteria ensuring the development of the plasting hinges according to EC-8 

Privând cadrul de proiectare a EC-8 se constata lipsa unei metodologii de determinare directe 
a ductilitatii locale si a celei globale care sa rezulte din condiţia capacitatii de deformare a 
structurii. De asemenea in ceea ce priveşte cadrele necontravantuite lipseste o clasificare mai 
detaliata a acestora, luând in considerare modul de conformare si hazardul seismic, deoarece 
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in cadrul unei proiectări cu mai multe nivele de performanta, performantele ar trebui detaliate 
pentru alegerea de către proiectant-benefîciar a performantelor structurii. Pe de alta parte, 
avand in vedere invatamintele rezultate din seismele recente, ar fi nevoie de introducerea a 
unor conformări speciale care sa dirijeze din stadiul de proiectare disiparea energiei in 
locurile bine predeterminate, deoarece in multe situatii ipoteza dezvoltării articulaţiilor 
plastice la capetele grinzii nu se respecta. 

7.2 Conformare ductila si controlul modului de cedare si de disipare a energiei 

Este bine cunoscust faptul ca in proiectarea convenţionala a structurilor seismorezistente 
grinzile sunt elementele care trebuie sa disipeze energia indusa de seism in structura. Insa in 
foarte multe cazuri, datorita factorilor de natura diferita (cum sunt variabilitatea 
caracteristicilor mecanice ale otelului, efectul planseului, execuţia inadecvata a imbinarilor 
etc) acest concept nu se poate realiza. Calculul antiseismic, ori cat de sofisticat ar fi, nu poate 
tine cont de toti factorii care influenteaza comportarea post-elastica, deoarece unii din ei au o 
natura acidentala, neprevăzută. Astfel, este necesara conformarea si detalierea 
corespunzătoare a elementelor componente, care pe de o parte permit dezvoltarea unui 
mecanism plastic global, iar pe de alta parte vor minimiza anumiţi factori de influenta care 
pot impiedica formarea unui mecanism global. 

In cea ce priveşte cadrele necontravantuite se pot defini 2 categorii de cadre: 
• cadre speciale, CS, care pot dezvolta un mecanism plastic global, totodata respectandu-se 

condiţiile de verificare a ductilitatii locale; 
• cadre normale, CN, care dezvolta mecanism de etaj dar respecta condiţiile de verificare a 

ductilitatii locale. 

Evident performantele acestor cadre sunt in directa dependenta cu nivelul seismicităţii si 
caracterul mişcării seismice. Pentru a optimiza modul controlat de cedare si modul dirijat 
de disipare a energiei ar trebui introduse atat in EC-8 cat si in codurile de interes 
naţional noţiunea cadrelor hibride si a cadrelor cu detaliile speciale ( cadrele cu noduri 
solidarizate sau cadrele avand grinzi cu tălpi reduse in zone critice). Astfel, se pot defini: 
• cadre hibride, CH, a căror stâlpii sunt alcatuiti dintr-o marca superioara fata de cea a 

grinzii; 
• cadre rigidizate, CR, a căror zona nodala este solidarizata cu diferite tipuri de rigidizari. 

Pentru conformarea acestor cadre considerentele de proiectare sunt date in paragraful 
5.6.3(i); 

• cadre "dog-bone", CDB, a căror grinzi au in zonele critice tălpile reduse. Conformarea 
zonelor critice este prezentata in paragraful 5.6.2(i). 

Toate aceste cadre ar putea fi numite cadre modificate, deoarece prin aplicarea conceptelor 
mai sus mentionate pot transforma un cadru normal, CN, intr-un cadru normal modificat, 
CNM, sau un cadru special, CS, intni-un cadru special modificat, CSM, avand drept scop 
creşterea performantelor cadrelor, asigurandu-se totodata si modul dirijat de disipare a 
energiei. Clasificarea cadrelor necontravantuite din punct de vedere al ductilitatii, bazata pe 
considerentele de conformare, se prezintă in tabelul 7.1 si 7.2 funcţie de capacitatea globala 
de deformare a cadrului, in corelaţie cu hazardul seismic si tipul seismului. 
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Tabel 7.1 Clasificarea cadrelor necontravantuite 

Tipul cadrului Factor de 
comportare 

Condiţii de 
verificare' 

Detalii de 
conformare 

CADRE 
FOARTE 
DUCTILE 

Cadre speciale 
modificate 

CSM q>4.0 

• dezvoltarea 
mecanismului 
plastic global 

• verificarea criteriilor 
ductilitatii locale 

• cadre hibride 
speciale, CHS 

• cadre cu noduri 
solidarizate, CR 

• cadre avand grinzi 
cu tălpi reduse in 
zone critice, CDB 

CADRE 
DUCTILE 

Cadre speciale 
CS q>4.0 

• dezvoltarea 
mecanismului 
plastic local 

• verificarea criteriilor 
ductilitatii locale 

cadre a căror raportul 
plastic de rezistenta, 
MRd. c / Mr^. b 1 rezulta 

dintr-o metodologie 
adecvata ^ CADRE 

DUCTILE 
Cadre normale 

modificate 
CNM 

2.0<q<4.0 

• dezvoltarea 
mecanismului 
plastic local 

• verificarea criteriilor 
ductilitatii locale 

• cadre hibride 
speciale, CHS 

• cadre cu noduri 
solidarizate, CR 

• cadre avand grinzi 
cu tălpi reduse in 
zone critice, CDB 

CADRE CU 
DUCTILITAT 
E LIMITATA 

Cadre normale 
CN 

q<2.0 
• formarea 

mecanismului de 
etaj sau de nod 

• verificarea criteriilor 
ductilitatii locale 

cadre a căror raportul 
plastic de rezistenta 
este: 
MR ĉ/MRd.b> 1.20 

Tabel 7.2 Alegerea tipului cadrului fimctie de nivelul seismicităţii 
Table 1.1 Choice of moment frame type as a fimction of the seismic hazard 

Tipul cadrului Tipul mişcării seismice Nivel de seismicitate 
CADRE FOARTE 

DUCTILE 
CSM Seisme cu caracter epicentral 

Seisme indepartate de sursa 
Seismicitate excepţionala 

ae>0.3Sg 
CADRE 

DUCTILE 
CS 

CNM 

Seisme cu caracter epicentral Seismicitate ridicata, ag =0.35g 
Seismicitate medie, a, = 0.25g 

Seisme indepartate de sursa Seismicitate ridicata, ag =0.35g 
CADRE CU 

DUCTILITA TE LIMITA TA 
CN Seisme cu caracter epicentral Seismicitate redusa, ag - 0.15g 

Seisme indepartate de sursa Seismicitate medie, â , = 0.2Sg 

In tabelul 7.3 se prezintă criteriile de asigurare a ductilitatii locale-globale, luandu-se in 
considerare interacţiunea acestor ductilitatii. De asemenea in tabelul 7.3 se face o corelare 
intre rezistenta, stabilitatea locala si ductilitatea. Astfel elementele cu ductilitate ridicata, (H), 
trebuie sa fie alcatuite din secţiuni transversale plastice (conform EC-3), elementele cu 
ductilitate medie, (M), din secţiuni compacte, iar elementele cu ductilitate redusa din secţiuni 
semi-compacte. In acest mod clasificarea la nivel de secţiune tranversala asigura 
rezistenta si stabilitatea, iar clasificarea la nivel de element asigura ductilitatea locala. 
Un asemenea mod de clasificare care tine cont de factorul de comoptare, de limitele de 
supleţe, la nivel de secţiune, si de zveltetea elementului se remarca in normativul Japonez 

AQ 
AIJ-90 (Draft) .Limitele factorului de comportare, q, sunt preluate din EC-8, in cadrul tezei 
neefectuandu-se un calcul special pentru evaluarea acestuia. înspre aceasta direcţie ar fi 
deosebit de importanta determinarea factorului de comportare pentru cadrele modificate. 
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Tabel 7.3 Criterii de asigurare a ductilitatii locale-globale 

Clase de rezistenta- -
stabilitate locala Ductilitate globala 

Factor de comportare 

Ductilitate locala Clase de rezistenta- -
stabilitate locala Ductilitate globala 

Factor de comportare Clase de ductilitate Capacitate de rotire 

Plastice q>4 .0 Ductilitate ridicata (H) R>7.50 
Compacte 2.0 <q <4.0 Ductilitate medie (M) 4.50 <R<7.50 

Semi-compacte q<2.0 Ductilitate redusa (L) 1.50 <R<4.50 

Inexistenta unui cadru de verificare a ductilitatii locale face necesara elaborarea unei 
metodologii de calcul care sa tina seama de condiţiile reale, la care sunt supuse elementele 
structurale (grinzi, stâlpi). In acest context ar fi necesara, in conformitate cu structura 
Eurocodurilor, elaborarea unei anexe sub denumirea ^^Conditii de asigurare a ductilitatii 
locale-globale**, iniţial cu caracter informativ, in care sa fie rezolvate atat aspectele de calcul 
cat si detaliile tehnologice si de execuţie. 

Pentru controlul modului de cedare capacitatea de rotire inelastica a structurii trebuie sa 
rezulte dintr-un calcul riguros din care ductilitatea capabila (ductilitatea locala), determinata 
printr-o metodologie, trebuie sa fie mai mare decât ductilitatea necesara (ductilitatea globala) 
impusa de condiţiile exterioare. Criteriile care trebuie verificate pentru respectarea ductilitatii 
se pot defini in felul următor: 
• Condiţii de asigurare a ductilitatii. 
In cazul in care pentru determinarea ductilitatii necesare se folosesc metode simplificate 
condiţiile constau in: 

Rcap - Rnec (7.1a) 

Rcap^Rr (7.1b) 
unde: 

Rcap - capacitatea de rotire capabila a elementelor care se poate determina printr-o 
metodologie prezentata in paragraful următor; 

Rnec - capacitatea de rotire necesara care se poate evalua folosand relaţii de calcul 
simplificate; 

Rr - capacitate de rotire de rupere care se poate evalua cu ajutorul relaţiilor (4.19b) si 
(4.20a) 

In cazul in care determinarea ductilitatii necesare se face cu metode exacte printr-o analiza 
push-over (metoda statica) sau time history (metoda dinamica) se poate lucra direct cu rotirea 
plastica: 

(7.2a) Ocap > e , nec 

®crit .f (7.2b) 
unde: 

Gcap - rotirea capabila a elementelor care se poate determina printr-o metodologie sau 
direct cu ajutorul capacitatii de rotire, fiind ©cap =Rcap % ; 

Gnec - rotire necesara care se poate evalua folosand metode de calcul exacte; 
Gcnt f - rotirea critica a tălpii calculat conform relaţiei (4.15); 
0r f - rotirea de rupere calculata conform relaţiilor (4.16) si (4.18). 
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In tabelul 7.4 se prezintă condiţiile de verificare a ductilitatii. In cea ce priveşte asigurarea 
condiţiilor ductilitatii globale, in cazul cadrelor normale este suficienta verificarea mai sus 
mentionata. In cazul cadrelor speciale care necesita o conformare corespunzătoare, pentru 
formarea mecanismului global, determinarea mecanismului de cedare se poate face cu metode 
simplificate (de ex. metoda Mazzolani-Piluso^) sau cu metode exacte (analiza time-history, 
analiza push-over). Insa si in acest caz elementele care alcatuiesc structura trebuie sa verifice 
criteriile (7. la,b) sau (7.2a,b), funcţie de metoda de calcul folosita. 

Tabel 7.4 Verificarea ductilitatii 

METODE SIMPLIFICATE 
DE VERIFICARE 

METODE EXACTE 
DE VERIFICARE 

Criterii Modul de evaluare Criterii Modul de evaluare 

Rcap ^ Rnec 

Rcap<Rr 

• Rcap metodologia §7.3.1 
• Rnec relaţii simplificate 

§7.3.2 
• R,.relatii (4.19b), (4.20a) 

©cap ̂  0ncc 

6crit f f 

• Gcap metodologie §7.3.1 
• 0ncc analiza time-history 

analiza push-over 
• 6cntfrealtia4.15 
• Gr f relaţia 4.16, 4.18 

7.3 Evaluarea ductilitatii 
7J.1 Determinarea ductilitatii locale capabile 

Pentru determinarea ductilitatii capabile a elementelor este necesara elaborarea unei 
metodologii cu ajutorul careia, in cadrul proiectării curente, se poate calcula capacitatea de 
deformare a elementelor componente structurii. O astfel de metodologie lipseste din 
totalitatea codurilor antiseismice, iar introducerea unei asemenea metodologii ar putea 
constitui un prim pas pentru calculul ductilitatii intr-un mod direct si explicit. In continuare 
se propune o metodologie care se bazeaza pe teoria liniilor de curgere si conceptului "grinzii 
standard" luând in considerare o serie de factori care pot influenta favorabil sau defavorabil 
ductilitatea local. Modul de evaluare consta in : 

1) Determinarea deschiderii grinzii standard, LSB« funcţie de element (grinda, stâlp). 
Pentru cazul grinzii reale cu ajutorul deschiderii grinzii standard, LSB, se introduce efectul 
forţelor gravitaţionale precum si posibilitatea dezvoltării unor momente inegale la capetele 
grinzilor (de ex. datorita efectului ecruisarii, creşterii limitei de curgere cauzata de viteza 
de incarcare etc). Determinarea deschiderii LSB» se poate face cu ajutorul relaţiilor (4.8), 
(4.10) si (4.11) sau direct prin tabelul 7.5. Pentru cazul stâlpilor deschiderea grinzii 
standard introduce influenta momentelor la capetele stâlpului. Evaluarea deschiderii grinzii 
standard se poate face conform figurii 4.6 sau direct cu ajutorul tabelului 7.6. Pentru 
cazurile in care stâlpul lucreaza in simpla curbura, Msup / M^f > O, grinda standard se 
considera cu o excentricitate adiţionala, eo. 
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Tabel 7.5 Determinarea deschiderii grinzii standard 

1 ' " 
Mp / qL^ 

1 ' " 0.10 0.20 0.25 0.30 0.40 0.50 0.60 0.70 0.80 0.90 1.0 
XT/L 0 8 1 5 0.738 0.707 0.681 0.643 0.618 0.60 0.586 0.576 0.568 0.561 
x,„/L 0.368 0.106 - - - - - - - - -

W / L 0.894 1.264 1.414 1.362 1.286 1.236 1.20 1.172 1.152 1.136 1.112 
LSRR/L 0.370 0.524 0.586 0.638 0.713 0.764 0.80 0.826 0.848 0.864 0.878 
s = 1.10 Mp/qL' s = 1.10 

0.10 0.20 0.240 0.30 0.40 0.50 0.60 0.70 0.80 0.90 1.0 
x,/L 0.820 0.746 0 688 0.655 0.616 0.591 0.573 0.560 0.549 0.541 0.535 
XM/L 0.351 0.083 - - - - - - - - -

LSRL/L 0.938 1.326 1.376 1.310 1.232 1.182 1.146 1.120 1.098 1.082 1.070 
L S R R / L 0.360 0.508 0.624 0.690 0.768 0.818 0.854 0.880 0.902 0.918 0.930 

s = 1.20 Mp/qL^ s = 1.20 
0.10 0.20 0.227 0.30 0.40 0.50 0.60 0.70 0.80 0.90 1.0 

XI/L 0.825 0.753 0.672 0.630 0.591 0.566 0.548 0.535 0.525 0.517 0.511 
x„/L 0.336 0.061 - - - - - - - - -

LSB.L/L 0.978 1.384 1.344 1.260 1.182 1.132 1.096 1.070 1.050 1.034 1.022 
0.350 0.494 0.656 0.740 0.818 0.868 0.904 0.930 0.950 0.966 0.978 

s = 1.30 Mp / qL^ s = 1.30 
0.10 0.20 0.217 0.30 0.40 0.50 0.60 0.70 0.80 0.90 1.0 

X , / L 0.830 0.761 0.659 0.607 0.568 0.542 0.525 0.512 0.502 0.495 0.489 
x„/L 0.321 0.040 - - - - - - - - -

L S R L / L 1.018 1.442 1.318 1.214 1.136 1.084 1.050 1.024 1.004 0.990 0.978 
0.34 0.478 0.682 0.786 0.864 0.916 0.950 0.976 0.996 1.01 1.02 

s = 1.40 Mp/qL^ s = 1.40 
0.10 0.20 0.208 0.30 0.40 0.50 0.60 0.70 0.80 0.90 1.0 

1,/L 0.837 0.769 0.638 0.585 0.545 0.520 0.503 0.491 0.481 0.474 0.468 
x„/L 0.307 0.020 - - - - - - - -

LSRL/L 1.06 1.498 1.276 1.17 1.090 1.040 1 00 0.982 0.960 0.940 0.936 
0.326 0.462 0.724 0.83 0.91 0.96 0 99 1.02 1.040 1.052 1.070 

s = 1.50 Mp/qL^ 
1 0.10 0.20 0.200 030 0.40 0.50 0.60 0.70 0.80 0.90 1.0 

x,/L 0.841 0.774 0.617 0.564 0.525 0.500 0.483 0.471 0.462 0.455 0.450 
X „ / L 0.293 - - - - - - - - -

L S R L / L 1.10 1.54 1.235 1.120 1.05 1.00 0.960 0.94 0 9 2 0 0.910 0.900 
L S R R / L 0.318 0.452 0.766 0.872 0.950 1.00 1.030 1 060 1.080 1.90 1.110 
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Tabel 7.6 Determinarea deschiderii grinzii standard pentru cazul stâlpului 

Raportul momentelor stâlpului (M„p / Mî f) 

-1.0 M.„/M«= -0.50 -0.25 0.25 = 0.50 

Mp O^Mp 0.25Mp 0.25Mp 030Mp 

Deschiderea 
standard / 

/ / 
/ 

A n ; 
Mp Mp Mp Mp Mp Mp 

L S B l.OOH 1.33H 1.60H 2.00H 2H + 0,25Mp 7NH 2H + 0.5Mp/NH 1 

H-inaltimea stâlpului 
N-forta axiala 

2) Determinarea capacitatii de rotire monotone ultime, RQ. Capacitatea de rotire ultima se 
poate determina fie cu ajutorul programului DUCTROT fie cu relaţiile simplificate 
A.IV(IO) si (4.29a,b) pentru grinzi respectiv pentru stâlpi. Cu ajutorul tabelelor 7.7, 7.8 
(Tab 7.8a pentru HE-A, Tab. 7.8b pentru HE-B) se poate determina direct capacitatea de 
rotire ultima a grinzilor ftmctie de tipul profilului folosit si deschiderea standard, calculata 
anterior, iar prin tabelurile 7.9, 7.10, rotirea ultima a stâlpilor. 

3) Aplicarea coeficienţilor de influenta a ductilitatii. Având stabilita rotirea ultima din 
condiţii de incarcare monotone, se pot aplica diferiţii coeficienţi care introduc parametrii 
de influenta a ductilitatii locale. Astfel: 

• Parametri de conformare; 
-Influenta racordului intre talpa-inima se introduce prin coeficientul c, care se poate calcula 

cu relaţia (5.7) sau direct din tabelul 5.2 pentru profilele laminate din seria EN; 
-Influenta cordonului de sudura se introduce prin coeficientul c» care poate fi calculat cu 

relaţia (5.9). 

• Parametri de incarcare: 
Din condiţii de incarcari monotone: 
-Influenta defavorabila a stâlpilor care lucreaza in simpla curbura, Msup/Minf > O, se 

introduce prin coeficientul CM care se ia 0.80 in cazul Mjup/ Mĵ f = 0.25 si 0.70 in cazul 
Msup/ 0.50; 

-Influenta nedezvoltarii complete a mecanismului inimii se introduce prin coeficientul r^ 
care poate varia intre 0.50...0.75, ftmctie de deschiderea elementului si de condiţiile de 
incarcare (§4.5.5). Pentru cazul încărcărilor monotone se recomanda r^ = 0.75, deoarece 
in acest caz principala cauza poate fi limita de curgere superioara a inimii fata de cea a 
tălpii. 

Din condiţii de incarcari seismice: 
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-Influenta incarcarilor ciclice care se introduce prin coeficientul TC si se poate lua conform 
tabelului 4.7, fiinctie de tipul elementului, limita de supleţe si nivelul forţei axiale; 

-Influenta vitezei de incarcare care se introduce prin coeficientul r^ si se poate lua conform 
tabelului 4.6, fimctie de tipul elementului si rata creşterii incarcarii; 

-Influenta nedezvoltarii complete a mecanismului inimii se poate lua, in cazul incarcarilor 
seismice, intre 0.50... 0.75 fimctie de tipul incarcarii seismice, deoarece schimbarea 
semnului momentului sau aplicarea incarcarii cu viteza pot contribui esenţial la 
nedezvoltarea completa a mecanismului plastic al inimii. Pentru alegerea coeficientului 
trebuie avut in vedere ca, in primul caz fenomenul poate fi mai puţin sever deoarece se pot 
produce suprapuneri de mecanisme, iar in al doilea caz fenomenul este mai sever ruperea 
elementului se poate produce chiar la primul ciclu. 

Factorul de siguranţa, YM« este un coeficient general pentru acoperirea incertitudinii 
calculului capacitatii de rotire, a variabilitatii caracteristicilor mecanice ale otelului, a 
importantei si comportării elementului in structura (grinda-»^ element disipativ, stalp-^ 
asigurara stabilitatea cadrului, tipul mecanismului) . Se propune sa se ia intre 1.30...1.50 

YM 
Incertitudiiiea 

calculului 
Variabilitatea 

caracteristicilor 
mecanice 

Element Tipul 
structurii YM 

1.30 redusa redusa 
GRINDA 

stapi puternic -
grinda slaba 1.30 .1.50 1.40 medie medie GRINDA 

stapi puternic -
grinda slaba 1.30 .1.50 

1.50 ridicata ridicata 

STÂLP 

cadre normale care 
formeaza 

mecanism de etaj 
1.50 1.50 ridicata ridicata 

STÂLP cadre speciale care 
formeaza 

mecanism global 
1.30 

4) Determinare capacitatii de rotire capabile, R^p y pentru proiectarea elementului. 
Aplicarea coeficienţilor se face la alegerea proiectantului funcţie de condiţiile de incarcare 
precum si funcţie de nivelul admis al ductilitatii structurii, care trebuie asigurat prin 
proiectare. In acest context rezulta: 
• Rotirea capabila monotona, Rcap.m , atunci cand incarcarile statice sunt predominante, 

acest tip de rotire fiind baza pentru evaluarea celorlalte tipuri de rotire; 
• Rotirea capabila influentata de incarcarile ciclice, R(»p.c > atunci cand acumularea 

deformatiilor este efectul hotaritor care conduce la epuizarea capacitatii de rotire 
plastice a elementului. Asemenea rotiri se determina in cazul seismelor indepartate de 
epicentru; 

• Rotirea capabila influentata de viteza de incarcare, RaH».v, atunci cand epuizarea rotirii 
poate proveni datorita creşterii ratei de incarcare. Asemenea capacitati de rotire se 
determina in cazul seismelor epicentrale, cu un impuls. 

• Rotirea capabila influentata de incarcari ciclice cu viteza, R«iip.cv, atunci cand epuizarea 
capacitatii de rotire poate proveni din ambele fenomene (aplicarea incarcarii cu viteza 
mare avand dou, trei cicluri in domeniul plastic) Asemenea capacitati de rotire se 
determina in cazul seismelor epicentrale, cu mai multe impulsuri. 

In figura 7.2a se prezintă schematic metodologia de calcul pentru determinarea capacitatii de 
rotire plastice, folosita in contextul verificării metodelor simplificate, iar in figura 7.2b se 
prezintă metodologia calculului rotirii capabile, Ocap , folosita in contextul verificării cu 
metode exacte. 
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Tabel 7.7 Determinerea capacitatii de rotire ultime monotone pentru grinzi de tip IPE 
Table 7.7 Determination of the ultimate monotonie rotation capacity in casc IPE beams 

Profil Lsb = 3000 Lsb = 4000 Lsb = 5000 Lsb = 6000 Lsb = 7000 
Fe Fe Fe Fe Fe Fe Fe Fe Fe Fe Fe Fe Fe Fe Fe 

360 430 510 360 430 510 360 430 510 360 430 510 360 430 510 
IPE 140 12.12 10.3 8.02 9.09 7.77 6.01 7.27 6.21 4.80 6.06 5 17 4.0 5 19 4.44 3.45 
IPE 160 12.49 10.6 8.26 9.37 8.01 6.19 7.5 6.39 4.95 6.24 5.34 4.12 5.34 4.57 3.54 
IPE 180 13.29 11.3 8.79 9.97 8.50 6.60 7 96 6.81 5.28 6 63 5.67 4.39 5.68 4.86 3 76 
IPE 200 13.71 11.7 9.07 10.2 8.77 6.79 8.22 7.02 5.43 6.85 5.85 4.90 5.86 5.01 4.20 
IPE 220 14.80 12.6 9.81 11.1 9.48 7.35 8 89 7.59 588 7.41 6.33 4.92 6.34 5.41 4.68 
IPE 240 15.54 13.3 10.3 11.5 9.97 7.72 9.33 7.% 6.18 7.77 6.63 5.14 6.67 5.70 5.14 
IPE 270 14.88 12.7 9.85 11.3 9.54 7.39 8.92 7.62 5.91 7.44 6.36 4.92 6.37 5.44 4.21 
IPE 300 14.6 12.4 9.67 11.0 9.36 7.26 8.76 7.50 5.79 7.30 6.24 4.83 6.25 5.35 4.15 
IPE 330 15.87 13.5 10.5 11.9 10.2 7.87 9.52 8.13 6.30 7.92 6.78 5.25 6 79 5.80 4 50 
IPE 360 18.30 15.6 12.1 13.7 11.7 9.07 10.9 9.37 7.26 9.15 7.81 6.04 7.84 6.70 5.19 
IPE 400 19.30 16.5 12.7 14.5 123 9.57 11.5 9.90 7.65 9.64 8.25 6.37 8.26 7 06 546 
IPE 450 20.85 17.8 13.8 15.6 13.3 9.78 12.5 10.7 9.60 10.4 8.89 7.42 8.92 7.62 5.62 
IPE 500 23.43 19.9 15.4 17.5 15.0 11.6 14.0 12.0 9.72 11.7 100 7.74 10.0 8.56 667 
IPE 550 25.20 21.6 16.6 18.6 15.9 12.3 14.9 12.6 9.87 12.4 10.6 8.25 10.6 9.10 7.05 
IPE 600 30.25 25.9 20.1 21.7 186 14.3 17.5 148 11.5 14.4 12.3 9.60 12.4 106 8.22 

Tabel 7.8a Determinerea capacitatii de rotire ultime monotone pentru grinzi de tip HEA 
Table 7.8a Determination o fthe ultimate monotonie rotation cap lacity in case HEA 1 beams 

Profil Lsb = 3000 Lsb = 4000 Lsb = 5000 Lsb = 6000 Lsb = 7000 
Fe Fe Fe Fe Fe Fe Fe Fe Fe Fe Fe Fe Fe Fe Fe 
360 430 510 360 430 510 360 430 510 360 430 510 360 430 510 

HE160A 8.70 7.44 5.71 6.25 5.58 4.29 5.22 4.45 3.42 4.35 3.72 2.86 3.72 3.19 2.44 
HE180A 8.85 7.56 5.82 6.63 5.67 4.35 5.31 4.54 3.49 4.42 3.78 2.91 3.75 3.24 2.49 
HE200A 8.83 7.53 5.79 6.60 5.64 4.32 5.28 4.50 3.43 4.39 3.75 289 3.73 3.22 2.47 
HE220A 9.78 8.35 6.42 7.35 6.27 4.81 5.86 5.01 3.84 4.89 4.Î7 3.21 4.20 3.57 2.74 
HE240A 10.80 9.22 7.09 8.08 6.90 5.31 6.45 5.52 4.24 5.40 4.60 3.54 4.62 3.93 303 
IIE260A 11.37 9.72 7.50 8.35 7.14 5.49 6.67 5.70 4.30 5.56 4.75 3.66 4.77 4.06 3.12 
HE280A 11.50 9.82 7.59 8.50 7.20 5.50 6.63 5.75 4.38 5.60 4.78 3.67 4.80 4.12 3.13 
HE300A 13.08 11.1 7.68 9.07 7.75 6.15 7.24 5.80 4.42 5.84 4.80 3.70 5.17 4.42 3.15 
HE320A 17.40 14.8 11.5 11.6 9.96 7.66 9.30 6.19 5.15 6.04 5.16 4.60 6.63 5.67 4.36 
HE340A 20.85 17.7 13.8 13.6 11.67 9.00 10.8 7.95 6.12 7.74 6.61 5.10 7.77 6.63 5.10 
HE360A 22.0 20.8 16.2 15.7 13.42 10.3 12.4 9.30 7.17 9.06 7.74 5.95 891 6.67 5.86 
HE400A 24.50 22.1 19.9 18.7 16.05 12.3 14.9 10.6 8.22 10.4 8.89 6.84 10.6 9.09 7.00 
HE450A 25.17 23.8 20.4 24.8 21.15 16.3 19.2 12.7 9.82 12.4 106 8.17 13.8 11.7 9.09 
HE500A 26.77 24.6 22.1 25.2 22.9 20.2 24.2 16.5 12.7 16.0 13.7 10.6 17.2 14.7 12.1 
HE550A 28.55 25.4 23.5 25.9 23.56 19.4 24.9 20.7 19.2 20 1 17.2 13.5 18.7 160 13.3 
HE600A 29.02 26.2 24.1 27.1 25.45 234 26.2 22.3 20.7 21.9 18.6 15.0 20.5 17.2 13.7J 

Tabel 7.8b Determinerea capacitatii de rotire ultime monotone pentru grinzi de tip HEB 
Table 7.8b Determination of the ultimate monotonie rotation capacity in case HEB beams 

Profil Lsb - 3000 Lsb-4000 Lsb-'9000 Lsb = 6000 

Fe Fe Fe Fe Fe Fe Fe Fe Fe Fe Fe Fe 
360 430 510 360 430 510 360 430 510 360 430 510 

HE120 B 16.67 14.2 11.0 12.5 10.6 8.27 10.0 8.54 6.62 8.33 7.12 5.51 
HE140B 17.52 15.0 11.6 13.1 11.2 8.70 10.51 8.98 7.00 8.76 7.48 580 
HE160B 17.70 15.1 11.7 13.2 11.3 8.78 10.62 9.07 7.03 8.85 7.56 5.85 
UE180B 18.55 15.6 12.3 13.9 11.8 9.21 11.13 9.51 7.37 9.28 7.93 6.14 
HE200B 19.50 15,6 12.9 14.6 12.4 9.67 11.69 9.99 7.74 9.74 8.32 6.45 
HE220B 20.47 17.5 13.5 15.3 13.1 10.1 12.27 10.4 8.12 10.2 8.74 6.77 
HE240B 21.70 18.6 14.3 16.0 13.7 10.5 12.87 11.0 8.52 10.7 9.16 7.10 
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Tabel 7.9 Determinerea capacitatii de rotire ultime monotone pentru stâlpi de tip HEA 

Lsb = 3000 Lsb = 6000 

Prom np Fe Fe Fe Fe Fe Fe 
360 430 510 360 430 510 

0.05 6.85 5.83 4.46 3.12 2.61 2.1 
0.10 5.49 4.64 3.53 2.30 1.88 1.47 

HE200A 0.15 5.68 4.78 3.59 2.17 1.74 1.34 
0.20 5.89 4.93 3.67 2.05 1.61 1.25 
0.30 6.41 5.31 3.87 1.85 1.39 1.00 
0.40 7.12 5.84 4.17 1.70 1.22 0.94 
0.05 7.63 6.49 4.98 3.53 2.96 2,22 
0.10 6.10 5.17 3.94 2.63 2.17 1.57 

HE 220A 0.15 6.37 5.37 4.06 2.55 2.07 145 
0.20 6.64 5.58 4.18 2.47 1.97 1.33 
0.30 7.31 6.09 4.48 2.33 1.80 1.13 
0.40 8.21 6.78 4.91 2.24 1.66 1.08 
0.05 8.43 7.17 5.52 3.94 3.32 249 
0.10 6.20 5.75 4.39 2.99 2.48 1.82 

HE240A 0.15 6.75 5.97 4.53 2.93 2.40 1.71 
0.20 7.06 6.23 4.69 2.88 2.33 1.61 
0.30 7.39 6.23 5.10 2.82 2.21 1.44 
0.40 8.21 7.72 5.65 2.85 2.13 1.30 
0.05 8.83 7.52 5.79 4.09 3.45 2.61 
0.10 7.04 6.00 4.59 3.12 2.60 1.92 

HE260A 0.15 7.33 6.20 4.72 3.10 2.55 1.84 
0.20 7.65 6.46 4.88 3.12 2.51 1.76 
0.30 8.54 7.16 5.15 3 14 2.45 1.64 
0.40 9.74 8.12 5.77 3.16 2.45 1.55 
0.05 8.96 7.64 5.88 4.13 3.49 2.64 
0.10 7.17 6.09 4.67 3.17 2.65 1.97 

HE280A 0.15 7.44 6.31 4.81 3.19 2.65 1.93 
0.20 7.75 6.55 4.80 3.21 2.63 1.88 
0.30 8.64 7.27 5.28 3.29 2.64 1.80 
0.40 9.90 8.09 5.95 3.43 2.70 1.77 
0.05 10.15 8.65 6.67 4.53 3.84 
0.10 8.09 6.91 5.31 3.52 2.95 3.73 

HE300A 0.15 8.34 7.08 5.41 3.56 2.96 2.82 
0.20 8.63 7.31 5.45 3.60 2.97 2.79 
0.30 9.53 8.03 5.58 3.75 3.04 2.77 
0.40 10.% 8.84 6.33 3.98 3.16 2.80 
0.05 15.86 13.53 9.33 6.76 5.73 4.42 
0.10 12.46 10.65 7.39 5.24 4.41 3,76 

HE340A 0.15 12.70 10.79 7.52 5.34 4.49 3.31 
0.20 13.02 11.04 7.71 5.46 4.53 3.31 
0.30 14.18 11.97 8.36 5.78 4.73 3.34 
0.40 16.20 13.64 9.46 6.24 5.03 3.44 
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Tabel 7.10 Determinerea capacitatii de rotire ultime monotone pentru stâlpi de tip HEB 

Lsb = 3000 Lsb = 6000 

Profil np Fe Fe Fe Fe Fe Fe 
360 430 510 360 430 510 

0.05 15 12 12.85 985 6.90 5.78 4.29 
0.10 12.03 10.18 7.73 5.06 4.16 2.98 

HE200B 0.15 12.57 10.58 7.96 4.84 3.90 2.68 
0.20 13.12 11.00 8.18 4.63 365 2.41 
0.30 14.45 12.00 8.75 4.26 3.22 1.95 
0.40 16.25 13.34 9.54 3.97 2.87 1.57 
0.05 15.93 13.55 10.41 7.38 6.20 464 
0.10 12.71 10.77 8.21 5.50 4.55 3.30 

HE 220B 0.15 13.34 11.26 8.51 5.37 4.37 3.07 
0.20 13.98 11.75 8.82 5.24 4.20 2.84 
0.30 15.55 12.97 9.56 5.03 3.89 2.46 
0.40 17.66 14.60 10.59 4.91 3.66 2.14 
0.05 16.89 14.38 11.06 7.84 6.61 4.97 
0.10 13.50 11.45 8.75 5.92 4.93 3.61 

HE 240B 0.15 14.12 11.94 9.06 5.87 4.82 3.43 
0.20 14.82 12.49 9.41 5.81 4.70 3.26 
0.30 16.61 13.90 10.33 5.76 4.52 2.96 
0.40 1900 15.79 11.57 5.81 4.43 2.73 
0.05 17.51 14.92 11.48 7.99 6.74 5.09 
0.10 13.93 11.83 9.06 6.07 5.06 3.74 

HE 260B 0.15 14.49 12.27 9.34 6.09 5.02 3 62 
0.20 15.12 12.77 9.66 6.10 4.97 3.50 
0.30 16.22 14.20 10.62 6.18 4.92 3.30 
0.40 1948 16.24 12.00 6.39 4.96 3.16 
0.05 17.58 14.98 11.54 7.90 6.68 5.06 
0.10 14.00 11.90 9.13 6.06 5.08 3.78 

HE 280B 0.15 14.50 12.29 9.38 6 14 5.10 3.71 
0.20 15.07 12.75 9.68 6.20 5.10 3.64 
0.30 16.76 14.11 10.60 6.41 5.16 3.53 
0.40 19.34 16.19 12.04 6.76 5.32 3.50 
0.05 19.26 16.45 12.68 8.34 7 06 5.37 
0.10 15.32 13.03 10.00 6.44 5.41 4.05 

HE 300B 0.15 15.72 13.35 10.21 6.57 5.47 4.02 
0.20 16.24 13.76 10.47 6.69 5.52 3.98 
0.30 17.86 15.06 11.36 7.02 5.69 3.96 
0.40 20.56 17.26 12.89 7.51 5.98 4.01 
0.05 27.58 24.45 18.15 11.38 965 7.36 
0.10 21.16 19.23 14.15 8.78 7.40 5.57 

HE340B 0.15 21.95 19.75 14.30 9.03 7.55 5.60 
0.20 22.46 20.10 14.54 9.27 7.70 5.63 
0.30 24.34 22.34 15.59 9.89 8.10 5.75 
0.40 27.78 25.32 17.60 10.77 8.69 6.00 
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Fig. 7.2 a) Metodologia pentru determinarea capacitatii de rotire plastice 
Fig. 7.2 a) Methodology determining the available rotation capacity 

257 

BUPT



Fig. 7.2 b) Metodologia pentru determinarea capacitatii de rotire plastice 
Fig. 7.2 b) Methodology determining the plastic rotation capacity 
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Deoarece aplicarea coeficienţilor de influenta a ductilitatii locale pot varia capacitatea de 
rotire a elementului, in figurile 7.3a, 7.4a, se prezintă impactul factorilor care afecteaza 
ductilitatea asupra proiectării ductile. Pentu cazul grinzilor se observa o reducere cu 46% a 
capacitatii de rotire (cand se aplica toti coeficienţii de influenta) fata de rotirea ultima 
monotona a elementului. Pe de alta parte trebuie subliniata contributia favorabila a zonei 
racordului asupra capacitatii de rotire plastica a profilelor laminate, Fig. 7.3a. Aceleaşi 
remarci se pot face si pentru cazul stâlpului, Fig. 7.4a. De asemena, in figurile 7.3b,c si 7.4c, 
se prezintă variaţia capacitatii de rotire luând in considerare influenta sistemului de incarcare, 
Fig. 7.3b, si a condiţiilor de incarcare a elementului, Fig. 7.3c, 7.4b. 

Astfel devine evident, din observaţiile diagramelor, faptul ca pentru alegerea corecta a 
coeficienţilor de influenta este necesara stabilirea condiţiilor predominante de incarcare si 
modul lor de influenta asupra comportării post-elastice a elementului. Dupa ce acestea sunt 
stabilite, se poate determina, prin metodologia propusa, ductilitatea locala a elementelor. 

a) 

nvRu /ym 

cr r w R u / y m 

crRu / ym 

Ru / ym 

i ;iPE360(Fe360) 
I ! L-̂ OOOmni 

Ru E 

b) 

3 4 5 6 7 

Capacitatea de rotire plastica 

10 

Fen. ecruisarii 

Inc. seismic +Inc. [ 
gravitaţionale 

iIP£360(Fe360) 
i L:=6000imii 

Inc. seismice i 

o 2 3 4 5 6 

Capacitatea de rotire plastica 
10 

Fig. 13 Modul de influenta a diferitelor factori care afecteaza ductilitatea locala asupra 
proiectării ductile grinzilor 

Fig. 7J Influence of different factors affecting local ductility on the ductile design of beams 
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Fig. 7.3 continuare 
Fig. 73 continued 

a) cm R u / y m 

crcm R u / y m 

c r R u / y m 

HE280B(Fe360) 
H»3000imii,n(M>.15. 

1 ^ ^ 
1 

2 3 4 5 

Capacitatea de rotire plastica 
b) 

HE280B(Fe360) I 
Î 3060IBII| niî .lSţ j 

Rmon pm^mmmm^ 

Ru 

1 2 3 4 5 

Capacitatea de rotire plastica 

Fig. 7.4 Modul de influenta a diferitelor factori care afecteaza ductilitatea locala asupra 
proiectării ductile stâlpilor 

Fig. 7.4 Influence of different factors affecting local ductility on the ductile design of 
columns 

260 

BUPT



7.3.2 Determinarea ductilitatii necesare 

Evaluarea ductilitatii necesare este strict dependenta de dezvoltarea unor relaţii care sa tina 
seama de capacitatea globala de deformare a structurii si cea locala a elementelor componente 
structurii. Pentru aceasta sunt necesare relaţii de tip q-R sau q-0 care realizeaza legătură intre 
factorul de comportare si rotirea capabila a elementelor. 

In cadrul prezentei lucrări nu s-au efectuat studii analitice pentru determinarea unor asemenea 
relaţii, totuşi pentru completarea metodologiei se propun relaţii simplificate. Conform teoriei 
NewmarK-Hall se pot dezvolta relaţii intre factorul de comportare q si capacitatea de rotire 
necesara, Rnec, considerând ca structura este asimilata cu o consola (cazul cadrelor cu stâlpi 
puternic- grinda slaba), Fig. 7.5a. 

a) 

Ap Agi=Agp 

Fig. 7.5 Metoda Newmark-Hall 
Fig. 7.5 Newmark-Hall method 

Cu ajutorul teoriei factorului de ductilitate, prin egalarea deplasărilor sistemului elastic si cel 
elastoplastic pentru structurile flexibile, T > 0.5s, poate rezulta, Fig. 7.5b: 

M6 = q = > T - = q=> M i 
QpH 

= q (7.3a) 

Deoarece Rnec + 1 = 0u/ 6p relaţia (7.3a) se poate scrie: 

R « c = q - 1 (7.3b) 

Prin egalarea energiilor sistemului elastic si elastoplastic, pentru structurile rigide T< 0.5s, 
rezulta, Fig. 7.5c: 

= w , . « h-S^A^ - Ap) = V A . . (7.4a) 
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Luând in considerare ca q = Sei / Sp si K̂ i = Sei / Ae, respectiv Kp = Sp / Ap (K, rigiditatea 
sistemului), inlocuand in 7.4a dupa calcule se poate obţine capacitate de rotire necesara: 

Rncc = ^ (7.4b) 

De asemenea in literatura de specialitate sunt propuse asemenea relaţii de legătură intre 
ductilitatea locala-globala, bazate pe sisteme simple (consola) incarcate monoton, in ipoteza 
creşterii deformatiilor orizontale datorita rotirii articulaţiei plastice si nu a creşterii fortei 
orizontale'^: 

(7.5) 

unde: 
-ductilitatea de deplasare, la mvel de structura; 

He-ductilitatea de rotire, la nivel de element. 

Luând in considerare formulele simplificate a lui Newmark-Hall pentru care ^5= q (T >0.5s) si 
fis = 0.5 (q +1)\ (T< 0.5s), se pot dezvolta asemenea relaţii de tip q-R. Astfel relaţia 7.3 poate 
fi retranscrisa in termeni de capacitate de rotire si factorul de comportare: 

R „ « = f ( q - l ) , T > 0 . 5 s (7.5a) 

Rnec=^q'+1 ,T>0.5S (7.5b) 

Relaţii simplificate, de tip q-R, dezvoltate in urma unor analize dinamice, luând in 
considerare ca sistemele reale sunt sisteme cu mai multe grade de libertate, sunt propuse de 
Cosenza'̂ '* si Mazzolani-Piluso^®; pentru structuri multietajate: 

R„ec=|(q- i ) (7.6) 

In figura 7.6a se prezintă variaţia formulelor simplificate determinate pentru sisteme simple 
de tip consola cu un grad de libertate, iar in figura 7.6b relaţia simplificata (7.6) obtinuta 
pentru sisteme cu MMGL. Se observa ca relaţiile stabilite pentru sistemele simple de tip 
consola reprezintă limitile exterioare respectiv interioare, iar relaţia (7.6) , care este 
independenta de perioada structurii, se afla intre aceste limite, Fig. 7.6c. Pentru a stabili 
valabilitatea relaţiei (7.6), ea se reprezintă intr-o diagrama logaritmica in care punctele sunt 
stabilite in urma unor analize a structurilor cu MMGL (cadre regulate cu 3,5,10, etaje)'^' 
folosand accelerograme artificiale. Se poate observa din figura 7.7 o dispersie semnificativa a 
rezultatelor, greu de descris, insa relaţia simplificata (7.6) stabileste corespunzător legătură 
intre factorul de comportare si capacitate de rotire. Aceasta dispersie a rezultatelor se 
datoreaza formei accelerogramelor folosite, modelării caracteristicilor inelastice a 
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elementelor'^'. Insa relaţia (7.6) corespunde mai bine rezultatelor din figura 7.7 in comparaţia 
cu relaţia (7.4b) stabilita pentru sisteme SSGL. 

a) 

b) 

c) O 

o 

8 10 
R 

Sisteme cu MMGL 

10 

Rel .7 .3bT>0.5s 

- • - R e l 7 .4b ,T<0.5s 

- • — R e l 7 .5a ,T>0.5s 

- B - R e l 7.5b,T<0.5s 

12 14 16 18 

10 

^ R e l . 7.3bT>0.5s 
Rel 7.4b, T < 0 . 5 s 
Rel 7 .5a ,T>0 .5s 

e - R e l 7 . 5 b , T 0 . 5 s 
B—Rel. 7.6 

15 20 

Fig. 7,6 Diferite relaţii de legătură q-R 
Fig. 7.6 Diferent relationships q-R 
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A" = 120 (Sample îize 
Rel. 7.6 

Med ian-2/; 

/N' = (Sânr.ic bu»*) 
Rel. 7.6 V 
: t 

Mniia i 

R ^ 

Media::-:. 

R+1 IC.: 

Cadre cu 3 etaje, amortizare 5%, teren rigid 

- J91 Sărnpit: îize, 

R+l 

Cadre cu 5 etaje, amortizare 5%, teren rigid 

Rel. 7.6 
M c d i a n - J 

R+l 

Cadre cu 10 etaje, amortizare 5%, teren 

Fig. 7.7 Corelarea relaţiei 7.6 cu datele obtinute din analize dinamice cu accelerograme 
artificiale 

Fig. 7.7 Correlation between the relationship 7.6 and results obtained by dynamic analysis 
using artificial accelerograms 

In figura 7.8, folosand relaţia (7.6), se prezintă legătură intre factorul de comportare, clasa de 
ductilitate si clasa de rezistenta-stabilitate locala conform conceptului propus in tabelul 7.3. 
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V 
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4 
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2 
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O 

1 

Ductilitate redusa (L) 
Secţiuni semi-compacte 

Ductilitate medie 
(M) 

Secţiuni compacte 

Ductilitate 
ridicau (M) 

Secţiuni 
plastice 

1 

Ductilitate redusa (L) 
Secţiuni semi-compacte 

Fig. 7.8 Relaţie q-R 
Fig. 7.8 Relationship q-R 

7.4 Exemplu de calcul 

Scopul verificării de calcul este sa ilustreze, pentru proiectarea curenta, modul de determinare 
si de verificare a ductilitatii locale, rezultata din capacitatea de rotire a elementelor, si a celei 
globale, impusa de condiţiile exterioare de incarcare. Se considera un cadru cu 3 etaje-2 
deschideri rezultat dintr-un calcul de rezistenta considerând un factor de comportare q = 5, 
conform EC-8 pentru cadre necontravantuite. Caracteristicile cadrului sunt prezentate in 
figura 7.9a. De asemenea se face ipoteza ca acest cadru este amplasat intr-o zona cu seisme de 
tip epicentral (seisme de tip soc cu unu sau mai multe impulsuri, aplicarea incarcarii cu viteza 
etc), iar ulterior pentru efectuarea analizei dinamice se vor folosi accelerogramele Northridge 
( Canyon Country, N90W, ag = 0.455g, v = 40.5 cm/sec) pentru cazul cutremurului cu un 
impuls, Fig. 7.10a, si accelerograma Kobe (JMA, N-S, ag = 0.239g, v = 62.8 cm / sec ) pentru 
cazul cu mai multe impulsuri, Fig. 7.10b. 

Deoarece cadrul considerat este un cadru normal, CN, (cum a rezultat din analizele dinamice 
in capitolul 4) se permite dezvoltarea articulaţiilor plastice la stâlpii diferitelor etajelor, 
criteriul dezvoltării unui mecanism global putând fi nerespectat. Astfel, pentru acest tip de 
cadru este suficient sa se asigure ductilitatea locala. In continuare se prezintă modul de 
determinare si de verificare a ductilitatii locale folosand pentru evaluarea ductilitatii necesare, 
fie metoda simplificata, fie metoda exacta. 
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H= 3 X 4000 

L=5000 I L=5000 

Stâlp Grinda Material Mpl.Rd c / M p l Rd b g Masa 
(KN/m) (t) 

HE240B IPE 330 Fe 360 1.31 32 2 5 . 6 0 

Fig. 7.9 Cadru considerat 
Fig. 7.9 Analyzed frame 

0 . 5 0 

0 . 4 0 

- A 0 . 3 0 
« 

0.10 

0.20 

Northridge (Canyon Park), N90W 
D = 25.12Kin 

T(sec) 

0 , 3 

0 , 2 

0 ,1 

0 

E -0 ,1 

> - 0 , 2 

- 0 , 3 

- 0 , 4 

- 0 , 5 

T(sec) 

Fig. 7.10 Accelerograme considerate, a) Northridge (Canyon Country) 
Fig. 7.10 Considered ground motion. a) Northridge (Canyon Country) 
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Fig. 7.10 continuare, b) Kobe JMA 
Fig. 7.10 continued. b) Kobe JMA 
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7.4.1 Verificarea ductilitatii in cazul seismului epicentral cu un impuls 

(i) Metoda simplificata 

Condiţiile de asigurare a ductilitatii locale constau in respectarea următoarelor inegalitatii: 

Rcap ^ Rnec 

R c a p < R r 

Pentru determinarea ductilitatii necesare se foloseste relaţia 7.6; 

R.C = | ( q -1) 

Având in vedere faptul ca structura este dimensionata pentru un q = 5, rezulta: 

Pentru determinarea ductilitatii capabile este necesara admiterea unei ipoteze de distributie a 
articulaţiilor plastice pe elementele cadrului, in acest mod evaluandu-se starea de deformare 
post-elastica cea mai defavorabila. Evident aceasta distributie se face funcţie de tipul cadrului 
(de ex. pentru cadre speciale se considera un mecanism global, pentru cadre normale se 
considera articulatii plastice la stâlpii etc). Pentru cadru considerat, fiind cadru normal, se 
admit articulatii plastice la stâlpii, la ambele capete in cazul stâlpilor centrali si numai la baza 
la stâlpi exteriori, Fig. 7.11a,c, iar pentru grinzile se considera situatii cand articulaţiile sunt 
dezvoltate la ambele capete sau numai la un capat (Fig. 7.1 la,b). 

A) Determinarea capacitatii de rotire a grinzilor 

IA) Determinarea deschiderii grinzii standard, LSB • 

Pentru grinzile 4-5, 5-6, se considera ca momentele la capetele grinzii se dezvolta egal, s = 
1.0, iar funcţie de raport Mp / qL^ din tabelul 7.5 rezulta: 

M p / QL^ = 0 . 3 6 9 , s = 1 . 0 ( T a b . 7 . 5 ) LSBL ' L = 1 2 5 5 ; LSB R / L = 0 . 7 4 5 

LSB L = 5020mm ; LSB R = 2980mm 

Pentru grinzile 7-8, 8-9, se considera ca momentul plastic este atans numai la un capat, de ex. 
grinda 7-8, Mg = Mp si M7 < Mp . Daca se considera ca M7 = 0.50Mp cu ajutorul relaţiei (4.4) 
se determina deschiderea grinzii standard: 

x, = 0.556L LSB = 2 X, = 4450mm 

268 
BUPT
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Fig. 7.11 a) Mecanismul plastic presupus, b)Modul de lucru a grinziilor si calculul deschiderii 

grinzii standard, c)Modul de lucru a stâlpilor si calculul deschiderii grinzii standard 
Fig.7.11 a) Possible plastic mechanism, b)Behaviour of the actual beam and determination of 
standard beam span, c)Behaviour of the actual column and determination of standard beam 

span 
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2A) Determinarea capacitatii de rotire ultime 

Se calculeaza capacitatea de rotire ultima a grinzilor cu ajutorul tabelului 7.7. Prin interpolare 
pentru IPE 330, Fe 360, se poate gasi: 

Grinda 4-5: 
pentru articulaţia plastica din capatul stâng al grinzii, R4 „ = 9.50 
pentru articulaţia plastica din capatul drept al grinzii, R5 „ = 15.87 

Grinda 7-8: 
pentru articulaţia plastica din capatul drept al grinzii, Rg u =10.83 

Astfel, pentru verificarea ductilitatii locale se ia capacitatea de rotire minima a articulaţiilor 
plastice formate la grinzi, pentru distributia considerata, rezultând: 

R^ = 9.50 

3A) Aplicarea factorilor de influenta 

Dupa stabilirea capacitatii de rotire ultime a elementului, din condiţii de incarcare monotone, 
se aplica succesiv factori de influenta a ductilitatii: 

-Factor de conformare: 

Influenta zonei de racord intre inima-talpa care se ia egal cu Cr = 1.67 (Tab. 5.2) 

-Factori de incarcare: 
Influenta vitezei de incarcare: deoarece se considera ca structura este amplasata intr-o zona 
avand seisme cu caracteristici de impuls (Northridge, Fig. 7.10a), se aplica coeficientul rv = 
0.80 ( 10-' < 8 < 0.5xl0•^Tab. 4.6). 
Influenta nedezvoltarii complete a mecanismului inimii: se alege rw = 0.65, deoarece 
deschiderea grinzii elementului este mica si ruperea se produce la primul ciclu, acest ultim 
fenomen fiind insotit si de creşterea limitei de curgere. 

Factorul de siguranţa, YM, se ia egal cu valoare minima, 1.30, deoarece incertitudinile 
calculului sunt reduse, fîind partial acoperite prin considerarea coeficienţilor Ty si r^. 

Astfel se obţine capacitatea de rotire a grinzii, influentata de viteza de incarcare: 

R c p v =c,rwrv-^ = 6.35 
TM 

R,., = 6.35 > R ^ = 6.0 

Pentru a elimina posibilitatea apariţiei unei fisuri la talpa comprimata sau intinsa in timpul 
incarcarii, care nu va permite dezvoltarea completa a capacitatii de rotire a grinzii se verifica 
daca: 

270 

BUPT



Rcap ^ K 

Cu ajutorul relaţiilor (4.19a), (4.20a) se poate stabili capacitatea de rotire de rupere: 

vfv / 
i -
Ur 

8 ' = 0.181 (rad) 

unde: 
P- se ia din tabel 5.2, p= 1.121 
8-0.812.. 0.817 pentru profile laminate de tip IPE 
X = P b / 8 d = 0.358 
e = ^b = 89.68 
tf=11.5mm 
fu/f , = 1.531 (Fe 360) 
Eu = 0.14 (Anexai) 

Aşadar, rotirea de rupere rezulta: 

Cr̂Ŵv 
M 

0. 
= 11.60 

Rcap = 635 < R, = 11.60 

Prin urmare grinzile verifica ambele criteriile de ductilitate. 

B) Determinarea capacitatii de rotire a stâlpilor 

Stâlpii exteriori (1-4, 3-6) 

IB) Determinarea deschiderii grinzii standard, LSB • 

Se stabileste deschiderea grinzii standard. Astfel, avand in vedere distributia admisa, Fig. 
7.1 la,c, se considera un caz defavorabil posibil produs in cazul stâlpilor exteriori de la parter 
(care au si inaltimea cea mai mare) admitand un raport M4 / Mp = - 0.50 (Msup / Minf = -0.50). 
Cu ajutorul tabelului 7.6 rezulta: 

Msup / M ^ = -0.50 ^ (Tab. 7.6) ^ LSB = 1.33H ^ LSB = 5320 mm 

2B) Determinarea capacitatii de rotire ultime 

Se calculeaza capacitatea de rotire ultima a stâlpilor exteriori, direct, cu ajutorul tabelului 
7.10. Prin interpolare pentru HE 240B, Fe 360, np = 0.078, rezulta: 

K = 891 
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3B) Aplicarea factorilor de influenta 

Se aplica factori de influenta a ductilitatii locale funcţie de condiţiile de proiectare admise: 
-Factor de conformare: 

Influenta racordului intre talpa-inima, ĉ  == 1.49 (Tab. 5.2) 

Factori de incarcare: 
-Influenta vitezei de incarcare, se alege rv = 0.80 ( 10"' < e < 0.5 xlO^ M^̂ p / M^^ = -0.50 , 
np<0.15,Tab.4.6) 
Factorul de siguranţa, YM, se ia egal cu valoarea maxima, 1.50, conservativ, deoarece stâlpii 
asigura stabilitatea cadrului (in cazul cadrelor normale, care pot forma mecanisme de etaj, 
articulaţiile plastice trebuie sa aiba suficienta capacitate de rotire pentru a nu periclita 
stabilitatea cadrului in momentul dezvoltării mecanismului). 
Rezulta: 

R c a p v = C J , ^ = 7.08 
T M 

Comparand capacitatiile de rotire rezulta ca stâlpii exteriori asigura prima condiţie de 
ductilitate: 

Rcap = 7 . 0 8 > R ^ = 6 . 0 

Pentru a elimina apariţia unor fisuri care nu vor permite dezvoltarea completa a capacitatii de 
rotire a profilului se varifica daca Rcap ̂  Rr • Aşadar, cu ajutorul relaţiilor (4.19b)si (4.20a) se 
calculeaza: 

eu. = i-5x "^^T l - n ! •hJ 
= 0.217 (rad) 

unde: 
P = 0.965 (Tab. 5.2) 
5=1.0, pentru profile de tip HE-B respectiv HE-A 
X = Pb/8d = 0.562 
^ = pb= 115.80 
tf= IT.Omm 
np = 0.078 ^ mN =1.0 (Anexa A.VI.2) 
fu/fy= 1.531 (Fe360) 
£u = 0.14, pentru Fe360 

V^P / 
= 10.28 

unde: Gp = 0.01557rad (Anexa A.X.l) 

Prin urmare a doua condiţie de verificare se respecta: =7.08 < Rr = 10.28 
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Stâlpii interior (2-5) 
Se procedeaza in mod asemanator ca si in cazul anterior. Pentru calculul deschiderii grinzii 
standard, se considera ca la ambele capete se formeaza articulatii plastice, M ûp / M^^ = 1.0, 
(datorita faptului ca stâlpul central este mai puternic solicitat din incarcari gravitaţionale). 

Msup / M̂ nf = 1.0 (Tab. 7.6) ^ LSB = 1 -OH LSB = 4000 mm 

Capacitatea de rotire ultima se determina din tabelului 7.10, prin interpolare, pentru HE 240B, 
Fe 360, np = 0.154: 

R„ = 11.37 

Se aplica aceleaşi factori de influenta a ductilitatii, ca si in cazul stâlpilor exteriori: 

R . , = = 8.92 
r M 

unde: 
c,= 1.49 
rv = 0.79(10'< 8 <0.5x10% M s u p - 1 . 0 , np > 0.15, Tab.4.6) 

Comparand capacitatiile de rotire rezulta: R<ap = 8.92 > Rnec = 6.0 

Se calculeaza capacitate de rotire de rupere: 

e . , = i.5x " ' n T — Ţ T ^ j i 1 vify 
8̂  = 0.160 (rad) 

unde: 
P, X» ^, fu / fy au aceleaşi valori ca si in cazul stâlpilor interiori, 
np = 0.154 ^ mN = 0.939 (Anexa A.VI.2) 

T M 

G. 
- l = 9.95 

unde: Gp = 0.0117 rad (Anexa A.X. 1) 

Aşadar, se verifica si a doua condiţia de ductilitate: R̂ ap = 8.92 < Rr = 9.95. 
In urma verificării criteriilor de ductilitate toate elementele (grinzi, stâlpi) respecta condiţiile 
de ductilitate, luând in considerare condiţiile reale de proiectare. Pentru stabilirea ductilitatii 
necesare s-a folosit o relaţie simplificata. In continuare se foloseste o metoda exacta pentru 
verificarea criteriilor de ductilitate. 

(ii) Metoda exacta 
Conditiiile de asigurare a ductilitatii locale constau in : 
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e >e "cap — '̂ nec 

©cn. f ^ Qr . 

Pentru determinarea ductilitatii necesare se efectueaza o analiza dinamica cu ajutorul 
programului DRAIN-2D folosand accelerograma Northridge, Fig. 7.10a. Se considera ca 
accelerograma este normalizat la acceleraţia reala, X= 1.0. In urma analizei dinamice se obţin 
rotirile necesareale grinzilor si stâlpilor, Fig. 7.12: 

pentu grinda: Gnec = 0.0152 (rad) 
pentru stâlpii exteriori: Gnec = 0.0102 (rad) 
pentru stâlpii exteriori: Gn» = 0.0123 (rad) 

0.008 0 .006 

0.015 0.002 

• 0 .002 

0 011 0 .006 

i 

^ 0 . 0 1 0 

• 0.001 

• -0 .012 

[rad] 

-0.010 

Fig. 7.12 Rotirile necesare grinzilor si stâlpilor 
Fig. 7.12 Rotation demands at the beam and column ends 

Din figura 7.7 se observa ca ipotezele de distributie a articulaţiilor plastice in cazul metodei 
simplificate sunt respectate, cadrele normale neputand forma un mecanism global. Având 
stabilite rotirile necesare se trece la evaluarea rotirilor capabile ale elementelor ce alcatuiesc 
structura. 

Determinarea rotirilor capabile a grinzilor (4-5,5-6) 
Determinarea deschiderii grinzii standard, LSB, se face prin procedeul descris anterior, in cazul 
metodei simplificate (IA). Determinarea rotirii capabile, Gcap , se poate face, fie urmând 
schema din figura 7.2b, fie direct cu ajutorul capacitatii de rotire capabile (stabilita in 3A): 

Gcap = R c a p Gp = 0.0625 (rad) 

unde: 
Rcap =6.35, determinat in (3A) 
Gp = 0.00985 rad (Anexa A.X. 1) 
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Comparand rotirile rezulta: 

0eap = 0.0625 >e„ec = 0.0152 (rad) 

Pentru a elimina posibilitatea apariţiei fisurii la tălpile profilului in timpul incarcarii se 
verifica. 

Ocnt f ^ Or f 

Astfel, cu ajutorul relaţiei (4.15) se poate calcula rotirea critica a tălpii, Gcnt f: 

Ocn, f = 2 
VYMX̂" 

= 0.788 (rad) 

unde: 
Ou = (Rcap +1) Op = (6.35+1)0.00985 = 0.00724 (rad) 
YM=1.30 
p = 1.121, (Tab. 5.2 pentru profilul IPE 330) 
5=0.815 
d = 307mm 
X=pb/6d = 0.358 

Pentru calculul rotirii de rupere. Gr f, se foloseste relaţia (4.16): 

e.f = 2 

/ \ 
v̂ v y f 

= 1.161 (rad) 

unde: 
^ = = 89.68 
tf= 11.5mm 
fu / fv= 1.531 (Fe 360) 
eu = b.l4,(Fe360) 

Rezulta ca: Ocntf = 0.788 < Ô  f = 1.161 

Aşadar, ambele condiţiile de ductilitate sunt verificate, atat la stâlpi cat si la grinzi,, cea ce 
identifica si corectitudinea metodei simplificate. 

Determinarea rotirilor capabile a stâlpilor 

Stâlpi exteriori (1-4, 3-6) 

In metoda simplificata pentru determinarea deschiderii grinzii standard s-a considerat ca 
raportul momentelor este M4 / Mp = -0.50 (Msup / Mû f = -0.50), Fig. 7.11c. Din analiza 
dinamica rezulta ca Msup / Minf = -0.69, iar locul formarii articulaţiilor plastice este identic cu 
cel presupus, in metoda simplificata. Astfel, trebuie sa se calculeaza din nou deschiderea 
grinzii standard: 

M S U P / M I N F = - 0 . 6 9 ( T a b . 7 . 6 ) L S B = 1 . 1 2 5 H L S B = 4 5 0 0 mm 
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Calculul rotiri plastice ultime se poate face direct cu ajutorul capacitatii de rotire ultime 
determinate din tabelul 7.10, pentru HE 240B, Fe 360, np= 0.078: 

epu = Ruep = 0.182 (rad) 

unde: 
Ru = 11.70 (Tab. 7.10, pentru HE 240B, np= 0.078) 
Gp-0.01557 (rad) 

Rotirea capabila rezulta dupa aplicarea coeficienţilor de influenta a ductilitatii (3B): 

©cap v = c , r A = 0.144 (rad) 
YM 

unde: 
c,= 1.49, (Tab. 5.2) 
rv = 0.80, (Tab. 4.6) 
yM=1.50 

Comparand rotirile se observa ca se verifica primul criteriul al ductilitatii: 

Ocap= 0.144 >9^, =0.0102 (rad) 

Se verifica al doilea criteriu al ductilitatii: 

OcHt f = 2 
e.. 

VYmXV 
= 0.968 (rad) 

unde: 
Ou = (Rcap +l)ep = (11.70+1)0.01557= 0.197 (rad) 
X = 0.562 
YM=1.50 

e, f = 2 m 
^ f 1 - n 

V 
ttJ 

8 =1.012 (rad) 

unde: 
^ = pb= 115.8 

fu/fy= 1.531, pentru Fe 360 
np = 0.078 mN = 1.0 pentru np < 1.0 

Ocrit r = 0.968 < ê  f = 1.012 (rad) 
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Stâlpi interior (2-5): 

In metoda simplificata pentru determinarea deschiderii grinzii standard s-a considerat ca 
raportul momentelor este Msup / M ĵf = -1.0, Fig. 7.1 Ic. Din analiza dinamica rezulta tot ca 
Msup / Muif = -1.0, iar locul formarii articulaţiilor plastice este identic cu cel presupus, in 
metoda simplificata. Astfel, rotirea capabila va fi: 

©cap = Rcap̂ p = 0.104 (rad) 

unde. 
Rcap = 8.92 (determinat in 3B) 
Op = 0.0117 (rad) 

Se verifica primul criteriu al ductilitatii: 

0,^ = 0.104 > 0 ^ = 0 . 0 1 2 3 (rad) 

Se verifica al doilea criteriu al ductilitatii: 

ec„..f = 2 
0.116 

1.5x0.5627 
= 0.741 (rad) 

unde: 
eu = (Rcap + l)ep = 0.116 (rad) 
X = 0.562 
YM=1.50 

e. r = 2 
^ l l z j l M . J 
^ f, 1 - n! ' 

e.. = 0.874 
Vlf/ 

Comparand rotirea critica cu rotirea de rupere se consta ca se verifica si al doilea criteriul: 

Ocritf = 0.741 < e,.f = 0.874 (rad) 

7.4.2 Verificarea ductilitatii in cazul seismului epicentral cu mai multe impulsuri 
(i) Metoda simplificata 

Se considera aceasi structura, Fig. 7.9, pentru care capacitatea de rotire necesara, calculata in 
paragraful 7.4.1 este: 

R ^ = 6.0 

De asemenea se considera aceasi distributie a articulaţiilor plastice pe elementele cadrului, ca 
si in cazul anterior, prezentata in figura 7.1 la,b,c. 
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Determinarea capacitatii de rotire a grinzilor 

Pentru determinarea deschiderii grinzii standard, LSB, si evaluarea capacitatii de rotire ultime 
se folosesc etapele IA, 2A stabilite in paragraful 7.4. l(i). Astfel, capacitatea de rotire ultima, 
va fi: 

Ru = 9.50 

Asemănător, se aplica factori de influenta a ductilitatii: 
-Factor de conformare; 

Influenta zonei de racord intre inima-talpa care se ia egal cu Cr = 1.67 (Tab. 5.2) 

-Factori de incarcare: 
Influenta factorului de incarcare: deoarece se considera ca structura este amplasata intr-o zona 
avand seisme de tip soc cu mai multe impulsuri, Fig. 7.10b, (cazul Kobe), se aplica 
coeficientul rv = 0.80, care tine cont de modul de aplicare a incarcarii si coeficientul r̂  = 
0.867 (b / tf = 6.95, Tab. 4.7), care tine seama de efectul ciclic al incarcarii. 
Influenta nedezvoltarii complete a mecanismului inimii: se alege rw = 0.75, deoarece pe de o 
parte deschiderea grinzii elementului este mica, influenta ei fiind nehotaritoare, iar pe de alta 
parte caracterul ciclic al incarcarii contribuie prin suprapunerea mecanismelor plastice 
parţiale ale inimii, favorabil, la dezvoltarea liniilor de articulaţie a inimii. 
Factorul de siguranţa, YM» se ia egal cu valoare maxima, 1.50, deoarece in situatia seismelor 
epicentrale se remarca o creştere excesive a limitei de curgere, in asemenea situatii un 
element considerat ductil transformandu-se intr-un element cu ruf)ere casanta. 

Prin urmare se obţine: 

Rcapcv = r, = 5.50 
r M 

Se verifica prima condiţie a ductilitatii: 

Reap = 5.50 < Rnec = 6.0 

Aşadar, grinzile nu verifica condiţia ductilitatii si este necesara redimensionarea acestora. 

Determinarea capacitatii de rotire a stâlpilor 

Pentru determinarea deschiderii grinzii standard si pentru evaluarea capacitatii de rotire 
ultime a stâlpilor se procedeaza asemanator ca si in cazul etapelor IB, 2B, din paragraful 
7.4.1.(1). 

Stâlpi exteriori (1-4, 3-6) 

Ru = 8.91 

Se aplica factori de influenta a ductilitatii: 
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-Factor de conformare: 

Influenta zonei de racord intre inima-talpa care se ia egal cu c, = 1.49 (Tab. 5.2) 

-Factori de incarcare. 
Influenta factorilor de incarcare: se aplica simultan atat coeficientul rv, cat si coeficientul r^, 
datorita naturii incarcarii. 
rv = 0.80 (10"'<e< 0.5x10% -0.50, np<0.15, Tab. 4.6) 
rc = 0.733 (b / tf = 7.05, np = 0.078, rtA = 0.831, r^ = 0.882, Tab. 4.7) 
Factorul de siguranţa, YM, se ia egal cu valoarea maxima, 1.50, conservativ, deoarece stâlpii 
asigura stabilitatea cadrului (in cazul cadrelor normale, care pot forma mecanisme de etaj, 
articulaţiile plastice trebuie sa aiba suficienta capacitate de rotire pentru a nu periclita 
stabilitatea cadrului in momentul dezvoltării mecanismului). 

Astfel, capacitatea de rotire capabila a stâlpilor exteriori rezulta: 

Rcapcv= W C 7 ^ = 5 .19 
I M 

Prin urmare : Rcap = 5.19 < R̂ ec = 6.0 

Stâlpii exteriori nu verifica condiţia de ductilitate si este necesara redimensionarea acestora. 

Stâlp interior (2-5) 

Se procedeaza asemanator ca si in paragraful 7.4.1, pentru cazul stâlpului interior, de unde se 
poate lua capacitatea de rotire ultima : 

Ru =11.37 

Se aplica succesiv factorii de influenta: 

Cr = 1.49, pentru HE 240B (Tab. 5.2) 
rv = 0.790 ( 10"' < e < 0.5xl0^ Msup / -1.0, np= 0.154, Tab. 4.6) 
re =0.698 (rbA = 0.831, T^ =0.840, Tab 4.7) 
YM=1-50 

Capacitatea de rotire capabila va fi: 

Rcapcv = = 6.23 
IM 

Rcap = 6.23 > Rnec = 6.0 

Se verifica al doilea criteriu al ductilitatii, pentru a nu aparea fisuri la tălpile profilului. Din 
paragraful 7.4.1 se poate lua rotirea ultima de rupere: 

eur= 0.161 (rad) 
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R - W 
YM 

e. 
= 6.94 

R«p = 6.23 6.94 

(ii) Metoda exacta 

Pentru determinarea ductilitatii necesare se efectueaza o analiza dinamica cu ajutorul 
programului DRAIN-2D, folosand accelerograma Kobe, Fig. 7.10b. Se considera ca 
accelerograma este normalizata la acceleraţia reala, X= 1.0. In urma analizei dinamice se 
obţin rotirile necesare ale grinzilor si stâlpilor, Fig. 7.13: 

pentru grinda: Gnec = 0.064 rad 
pentrustalp exterior: Gnec = 0.035 rad 
pentru stâlp interior: Gn̂c = 0.065 rad 

( 

0.019 

1 

0.010 

i 

0.064 0.032 ^ 

0.004 

> 0.028 0.062 

^-0.0345 

0.005 

^ 0 . 0 6 5 

[rad] 

-0.035 

Fig. 7.13 Rotirile necesare grinzilor si stâlpilor 
Fig. 7.13 Rotation demands at the beam and column ends 

Determinarea rotirii capabile a grinzilor 

Determinarea deschiderii grinzii standard se face conform §7.4.1.(i), IA. Determinarea rotirii 
capabile se poate face fie urmând schema din figura 7.2b, fie direct cu ajutorul capacitatii de 
rotire capabile ( stabilita deja din metoda simplificata): 

©capov = Rcapep = 0.0541 (rad) 
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unde: 
Rcapcv = 5.50 
Gp = 0.00985 rad 

Se verifica prima condiţia de ductilitate: 

= 0.054 < = 0.064 (rad) 

Prin urmare criteriul ductilitatii nu este verificat. Acelaşi rezultat s-a obtinut folosand metoda 
simplificata, cea ce confirma exactitatea conceptului de calcul in cadrul metodei propuse. 

Determinarea rotirii capabile a stâlpilor 

Stâlpi exteriori 

In metoda simplificata pentru determinarea deschiderii grinzii standard s-a considerat ca 
raportul Msup / M^f = -0.50 (Fig. 1 Ic). Din analiza dinamica rezulta ca Mjup / Minf = -0.540. 
Astfel rezulta: 

Msup / -0.540 ^ (Tab. 7.6) LSB = 1.27H ^ LSB= 5100mm 

Calculul rotirii plastice ultime, 0pu, se poate face cu ajutorul capacitatii de rotire ultime 
determinata din tabelul 7.10, pentru HE 240B, Fe 360, np = 0.078: 

©pu = Ru0p = 0.129 (rad) 
unde: 

Ru = 9.4 (Tab. 7.10) 
Op = 0.01363 (rad) 

Prin aplicarea coeficienţilor de influenta, rotirea capabila va deveni: 

ecapcv = c . r . r , ^ = 0.074 (rad) 
T M 

unde: 
c,= 1.49 
rv = 0.790 
re =0.733 
YM=1.50 

Comparand rotirile, rezulta ca ductilitatea stâlpilor exteriori este asigurata si nu este necesara 
redimensionarea lor, deoarece: 

Ocap = 0.074 > = 0.035 (rad) 
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Stâlp interior 

In metoda simplificata s-a considerat ca stâlpul lucreaza in dubla curbura, avand articulatii 
plastice la ambele capete, Msup / Mu,f = -1.0. Din analiza dinamica rezulta acelaşi lucru pentru 
stâlpul parterului si a primului etaj, Fig. 7.13. Aşadar, nu este nevoie de recalcularea 
deschiderii grinzii standard. Rotirea capabila poate rezulta direct fiind. 

Qcp CV = RcapuQp = 0.0728 (rad) 
unde: 

Rcapcv = 6.23 
0p = 0.0117 rad 

Luând in considerare valorile obtinute in urma analizei dinamice, Fig. 7.13, se observa ca 
pentru stâlpul interior se verifica condiţia de ductilitate: 

= 0.0728 > e^, = 0.065 (rad) 

Acelaşi rezultat s-a obtinut folosand metoda simplificata. 
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DUCTILITY PROBLEMS OF STEEL MOMENT RESISTING FRAMES 

Chap. 7 CONDITIONS ENSURING LOCAL AND GLOBAL DUCTILITY 

Summary 

The main objective of this chapter is to propose some criteria in order to design moment 
resisting frames with controlled ductile behaviour. A classification of multi-storey steei 
moment resisting frames, as a function of structural conformation and detailing, is given in 
table 7.1. They were defined as follows: 

High ductile frames: 
• Special moment resisting frame, CSM, is a moment resisting frame designed as a special 

moment frame using the hybridization concept, the "dogbone" concept or the strengthening 
concept. The detailing of the reduced beam section and reinforced section must comply 
with paragraphs 5.6.2(i), 5.6.3(i). These frames must be able to develop a global 
mechanism and verify the ductility criteria given in (7. la,b or 7.2a,b). 

Ductile frames 
• Special moment resisting frames, CS, is a moment resisting frame designed according to a 

methodology which permits the formation of a global mechanism, such as a Mazzolani-
Piluso method These frames must develop a global mechanism and must verify the 
ductility criteria given in (7. la,b or 7.2a,b). 

• Modifîed normal moment resisting frames, CNM, is a moment resisting frame designed as 
a normal moment frame using the hybridization concept, the "dogbone' concept or the 
strengthening concept. These frames must be able to develop a global mechanism and 
verify the ductility criteria given in (7. la,b or 7.2a,b). 

Frames with limited ductility 
• Normal moment resisting frames, CN, is a moment resisting frame designed to have a 

plastic strength ratio MpiRdc / MpiRdb ^ 1-20. These frames may develop a storey 
mechanism and must verify the ductility criteria given in (7. la,b or 7.2a,b). In this way the 
global ductility may not be ensured, but the local ductility must be ensured, avoiding local 
brittle failures. 

The aformentioned classification was made having in mind that a minimum level of ductility 
must be considered, in order to protect human lives, due to the fact that in Romania and 
particularly in Greece, it is very difficult to recognize seismic zones with low seismicity. 
Considering that the performance of a structure is strictly depended on the seismic hazard and 
earthquake type an attempt is made to associate the frame type, earthquake type and seismic 
level, Tab. 7.2. The seismicity levels are defined according to the ECCS manual. Further 
investigation must be performed on this topic, considering the specific seismological 
conditions of each country, as well as to perform macro-micro zonation studies. 

For an efficient design of ductile moment resisting frames, cross-sections and members must 
be able to provide suffîcient strength and ductility in order to ensure the structural ductility. 
The criteria ensuring local and global ductility are presented in Tab. 7.3. So, the cross-section 
level, the member level and structural level must be considered. The cross-section 
classification ensures the resistance of the plastic hinge, the member classification ensures the 
member ductility, while the behaviour factor ensures the structural ductility. Each plastic 
hinge must verify the condition 7. la,b, when simplified methods used for the determination of 
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the ductility demands, or the condition 7.2a,b, when exact methods used for the 
determination of the ductility demands, Tab. 7.4. The fîrst condition (7.1a or 7.2a) indicates 
the ability of the element to deform plastically, being greater than the ductility demands, while 
the second one (7.1b, or 7.2b) indicates the ability of the element to develop a complete 
plastic mechanism without premature failure. 

A practicai design methodology for the determination of the available plastic rotation capacity 
was proposed, taking into account the factors influencing the local ductility of members. The 
following steps have to be performed: 
1. Determination of the standard beam span, LSB In case of beams the influence of 

gravitaţional loads and the possibility to be developed unequal moments at the end of 
beams are considered, Tab. 7.4. In case of columns the deformation mode in a structure is 
considered, Tab. 7.5. 

2. Determination of the ultimate rotation capacity^ The ultimate rotation capacity can 
be evaluated, directly, using tables 7.7, 7.8a,b for beam elements and tables 7.9, 7.10 for 
beam-column elements. Altematively, the rotation capacity can be calculated using 
simplified relationships (A.IV. 10) for beams and (4.29a, b) for beam-columns. 

3. Application of difTerent coefficients, taking into account a variety of factors affecting 
local ductility, such as: 

-factors taking into account the conformation (fabrication) mode, Cr, ĉ ;̂ 
-factors taking into account the unfavorable mode of deformation in a simple curvature of a 

beam-column element, CM, or the incomplete formation of the web's plastic mechanism, rw; 
-factors taking into account the seismic loading conditions, under cyclic action, rc, strain-rate 

action, r , ; 
-parţial safety factor, YM, which takes into account the uncertainties of calculation, the 
variability of the steel mechanical properties, as well as, the type and importance of member 
in a structure. 
4. Determination of the design available rotation capacity,Rcap, of a member as a fimction 

of predominantly loading conditions (Rcap m, Rcap c, Rcap v, Rcapcv )• 

A flowchart for the evaluation of the available plastic rotation is illustrated in Fig. 7.2a, b. The 
influence of different factors atTecting local ductility on the ductile design of beams and 
beam-columns are plotted in Figs. 7.3, 7.4. When simplified methods are used in order to 
evaluate the ductility demands, the relationship 7.6 is proposed to be used. 

A worked example showing the practicai application and accuracy of the proposed design 
procedure is given in sections 7.4.1, 7.4.2, considering the difference between earthquake 
types and the behaviour of the members in a structure. 

Due to lack in Eurocode 8 of an explicit and directly checking of the structural ductility, at the 
same level as the resistance and rigidity, the proposals contained in this chapter may be the 
first step in order to elaborate an annex in EC-8 , entitled "Conditions ensuring local and 
global ductility", with informative character, in which the control and checking of the 
ductility is directly defined. 
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CapitoliilS 

CONCLUZII. CONTRIBUTII PERSONALE 

8.1 Concluzii generale 

Ductilitatea este indicatorul principal al comportării inelastice, fiind cheia proiectării 
structurilor la acţiuni seismice. Noţiunea de ductilitate constituie insa un subiect contraversat, 
neavand pana in prezent stabilita o definiţie universal valabila, precum si o metodologie 
adoptata pentru calculu ei, in egala masura cu cel de determinare a rezistentei-stabilitatii si 
rigiditatii. Definirea ductilitatii la nivel de material-sectiune transversala-element- imbinare 
contureaza problema ductilitatii locale, iar la nivelul intregii structurii, problemele ductilitatii 
globale. Pe aceasta clasificare se bazeaza prezenta lucrare in care se studiaza factorii de 
influenta a ductilitatii locale si modul lor de evaluare, imbunatatirea ductilitatii cu ajutorul 
unor detalii constructive precum si ductlilitatea globala a cadrelor necontravanuite luând in 
considerare interacţiunea intre ductilitatea locala si cea globala. In cadrul lucrării s-a 
considerat ca nodul este suficient de rigid pentru a permite formarea articulaţiilor plastice la 
elementele structurale. Pentru calculul capacitatii de deformare la nivel de element s-a folosit 
metoda liniilor de curgere si zonelor plastice, precum si programul DUCTROT, iar pentru 
evaluarea capacitatii de deformare la nivelul structurii programul de calcul dinamic DRAIN-
2D. 

Lucrarea este structurata pe 7 capitole in care: 

In capitolul 1 intitulat "Introducere. Probleme actuale ale proiectării antiseismice" se 
prezintă in prima parte un scurt istoric al evoluţiei calculului antiseismic, experienţa si 
invatamintele rezultate din ultimele manifestari seismice, precum si seismicitatea tarilor 
balcanice. In special cazul României, Greciei, este analizat mai amanuntit evidentiandu-se 
aspectele generale ale seismicităţii teritoriilor acestor tari, diferentele dintre seismele 
Vrancene si cele Bănăţene si similaritatea seismelor bănăţene cu cele greceşti. In a doua parte 
a capitolului este prezentat scopul lucrării precum si filozofia moderna de calcul al 
structurilor metalice la acţiuni seismice. 

In capitolul 2 intitulat "Aspecte generale privând ductilitatea " se prezintă aspectele generale 
privând noţiunea de ductilitate si in special definiţiile si conceptele date de diferiţi autori, 
privând evaluarea ductilitatii locale-globale. 

In capitolul 3 intitulat " Ductilitate locala" se prezintă principali factori de influenta si 
aspectele teoretice ale ductilitatii locale in concordanta cu clasificarea ductilitatii pe diferite 
nivele. Din studiul unei bibliografii vaste din domeniul ductilitatii locale se remarca diferitele 
concepte care stau la baza calculului ductilitatii locale precum si deficientele normativelor in 
vigoare privând definirea ductilitatii locale. De asemenea se prezintă metoda mecanismului 
plastic de cedare pe care se bazeaza prezenta lucrare. 

In capitolul 4 intitulat "Studiul parametric al ductilitatii locale" se efectueaza un studiu 
parametric cu ajutorul programului DUCTROT pentru profile dublu T din seria EN. 
Principalele concluzii care se desprind din analizarea capitolului sunt; 
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Factorii de natura diferita, cateodata independenţi de definiţia directa a ductilitatii, 
influenteaza capacitatea de deformare a elementelor structurale, determinarea acesteia in 
condiţii reale de incarcare facandu-se dificil. 
încadrarea in clase de secţiuni, conform EC-3, nu descrie corect comportarea postelastica a 
elementelor structurale, fiind necesara introducerea conceptului clasificării la nivel de 
element, luandu-se in considerare si deschiderea acestuia. In aceste condiţii conceptul 
clasificării secţiunilor se poate folosi pentru verificarea rezistentei si stabilitatii locale ale 
elementelor, iar conceptul clasificării la nivel de element pentru verificarea ductilitatii 
locale. 
Pentru dezvoltarea capacitatii de rotire capabile, in condiţii de siguranţa, trebuie sa fie 
verificata inegalitatea (4.14), pentru fiecare articulaţie plastica, evitandu-se in acest mod 
cedări locale neprevăzute, totodata permitandu-se formarea complete a mecanismului 
plastic. 
Articulaţiile plastice dezvolate la capetele grinzilor, in anumite situatii, prezintă o 
comportare nesimetrica datorita variabilitatii proprietăţilor mecanice, influentei fortelor 
gravitaţionale, influentei acţiunilor ciclice. 
Efectul incarcarilor gravitaţionale contribuie decisiv la schimbarea capacitatii de 
deformare a grinzilor cadrelor, conducând la subevaluarea capacitatii capabile de rotire ale 
acestora. 
Calitatea otelului reprezintă factorul cel mai hotarator asupra modului de cedare al 
elementului si locului formarii ale articulaţiilor plastice. Alterarea ductilitatii materialului 
afecteaza toate nivelele de ductilitate (sectiune-element-imbinare-cadru). 
Folosirea otelurilor de rezistente ridicate se recomanda numai in cazul structurilor 
proiectate sa lucreze in domeniul elastic sau in anumite situatii pentru dirijarea formarii 
articulaţiilor plastice la grinzi (de ex. cadre hibride). 
Variabilitatea accidentala a proprietăţilor mecanice si in special a limitei de curgere, poate 
transforma elementele considerate ca cele mai ductile in elemente cu ductilitate redusa. 
Necesitatea introducerii in EC-3 a limitelor variabilitatii limitei de curgere si a limitei de 
rupere, precum si stabilirea valorica a limitei superioare de curgere, fy ̂ ax si a celei 
inferioare, fy mm. 
Influenta calitatii otelului si fabricaţiei profilelor laminate, in cazul structurilor proiectate 
cu conceptul stării limita ultime in zone seismice, impune asigurarea calitatii pentru 
dezvoltarea cerinţelor propuse in stadiul de proiectare. 
Efectul nedezvoltarii complete a mecanismului inimii reduce esenţial capacitatea de rotire 
a grinzilor, influenţând hotaritor rotirea capabila a elementului. 
Comportarea buna in domeniul plastic a stâlpilor necesita existenta punctului de inflexiune 
a diagramei momentului pe inaltimea etajului ( stâlpul lucrând in dubla curbura), totuşi 
evitandu-se situatiile extreme a mecanismului de etaj. 
Zveltetea adimensionala a stâlpilor prescrisa in EC-3 trebuie limitata la X = 0.45...0.55 
pentru obţinerea unor capacitati de rotire la un nivel mediu sau ridicat. Analizand condiţia 
din EC-3 pentru stabilirea articulaţiilor plastice la stâlpii cadrelor necontravantuite se 
constata ca acest criteriu este valabil numai pentru stâlpii care lucreaza in dubla curbura, 
iar pentu stâlpii care lucreaza in simpla curbura aceasta ar trebui limitata la A, < (np f .̂ 
Efectul vitezei de incarcare influenteaza drastic asupra capacitatii de rotire ale grinzilor si 
stâlpilor, fiind necesara luarea ei in considerare atat in condiţii dinamice cat si de impact. 
Limitarea efectului fortei axiale este necesara fie in cazul structurilor foarte ductile, q > 
4.0, fie in cazul stâlpilor structurilor amplasate in zone cu seismele de tip soc. 
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• Necesitatea introducerii atat in EC-8 cat si in codurile de interes naţional (PI00-92, 
N.E.A.K) al efectului vitezei atat la nivel de comportare globala cat si la nivel local 

• Efectul de deteriorare asupra capacitatii de rotire, provenit din aplicarea incarcarilor 
ciclice, este parţial calibrat de fenomenul ecruisarii si dezvoltarea voalarii la ambele tălpi, 
reducerea capacitatii de rotire depinzând de supleţea secţiunii si de nivelul forţei axiale. 

• Folosirea coeficientului parţial de siguranţa, YM» poate acoperi pana la un anumit nivel 
efectele care produc diminuarea capacitatii de rotire, totuşi in cazurile speciale este 
necesara introducerea unor coeficienţi de reducere suplimentari. 

Astfel, in cadrul analizei parametrice s-au determinat o serie de coeficienţi care tin cont de de 
nedezvoltare completa a mecanismului inimii, r^, a efectului momemntelor stâlpului, CM, 
efectul vitezei de incarcare, rv, si a efectului incarcarilor ciclice, rc. 

In capitolul 5 intitulat "Influenta detaliilor constructive asupra ductilitatii locale " ,in prima 
parte, se studiaza efectul detaliilor secţiunii transversale (racord, sudura) asupra ductilitatii 
locale precum si efectul imperfecţiunilor geometrice iniţiale asupra capacitatii de deformare 
postelastice a elementelor. Se stabilesc relaţii simplificate de calcul pentru determinarea 
efectului zonei de racord intre talpa-inima si a cordonului de sudura, cu ajutorul carora se pot 
corecta valorile programului DUCTROT care nu tine cont de aceste influente. In ceea ce 
priveşte influenta imperfecţiunilor geometrice iniţiale se demonstrează ca acestea nu 
afecteaza direct mecanismul plastic de cedare. In a doua parte se introduc noţiunile 
conceptului "dogbone" si a solidarizării zonei nodale. Pentru aceste doua concepte se 
stabilesc relaţii de calcul cu ajutorul carora se pot dimensiona soluţiile mai sus enuntate. Din 
efectuarea studiului parametric se remarca urmatoarele. 

• Superioritatea soluţiei cu reducere variabila a tălpilor grinzii, in zona critica, fata de soluţia 
cu reducere constanta. 

• Luarea in considerare a influentei forţelor gravitaţionale atat pentru dimensionarea zonei 
critice (conceptul 'dogbone") cat si pentru evaluarea capacitatii de rotire ale acestora. 

• Eliminarea problemelor creşterii limitei de curgere, in cazul conceptului "dog-bone" 
menţinând capacitatea de rotire la un nivel ridicat sau mediu, funcţie de procentul de 
reducere al tălpilor. 

• Superioritatea soluţiilor "dogbone" fata de soluţiile solidarizării nodului privând 
ductilitatea locala ale acestora. 

• Luarea in considerare a influentei lungimii plăcilor de rigidizare asupra modului de cedare 
al grinzii. Se recomanda pentru dimensionarea acestor soluţii a unor rapoarte Lp / L = 
0.040...0.080 si Lpd / L = 0.90...0.95 pentu evitarea cedării prin taiere si menţinerea 
ductilitatii la un nivel ridicat. 

In capitolul 6 intitulat "Ductilitate globala cadrelor necontravantuite" se prezintă 
ductilitatea globala a cadrelor necontravantuite in contextul interacţiunii ductilitatii locale-
globale. Din analiza studiilor se constata urmatoarele: 

• Tipul si caracteristicile mişcării seismice creaza condiţii diferite de cerinţe ale ductilitatii, 
fiind greu de determinat limitele necesare al capacitatii de deformare cu care trebuie sa fie 
inzestrata structura pentru a face fata diferitelor acţiuni seismice. Astfel, sunt necesare 
studii de macro si misro zonare pentru determinarea ductilitatii necesare in condiţii mai 
exacte, funcţie de tipul mişcării seismice si condiţiile de amplasament. Pe de alta parte, se 
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evidentiaza importanta utilizării unor accelerograme artificiale care conţin numai aspectele 
principale ale mişcării seismice. 

• Folosirea conceptului SP-GS trebuie folosit chiar si in zone, declarate, cu seismicitate 
redusa. 
In cazul tarilor cu seismicitate pronuntata foarte greu poate fi caracterizata o astfel de zona. 

• De o deosebita importanta este modul de detaliere si de alegere a secţiunilor stalpilor-
grinzilor pentru realizarea in condiţii stabile a conceptului SP-GS. 

• Necesitatea introducerii unei clasificari a cadrelor atat in EC-8 cat si in codurile de interes 
naţional (PI00/ 92, N.E.A.K) pentru diferenţierea performantelor cadrelor, funcţie de 
conformarea lor si de nivelul admis al seismicităţii. 

• Pentru realizarea unor cadre cu mod controlat de cedare se considera necesara introducerea 
conceptului cadrelor hibride, precum si a cadrelor care au aplicat pe grinzile lor conceptul 
"dogbone" sau cel al solidarizării zonelor nodale. 

• Dezvoltarea unor mecanisme globale necesita rapoarte de rezistenta plastica intre stalp-
grinda destul de mari cea ce creste costul structurii. Prin aplicarea conceptului hibridizării 
sau conceptului "dogbone" cadrele cu performante inelastice reduse se pot transforma in 
cadre cu performante ridicate reducând costul structurii si crescând nivelul de siguranţa. 

• Superioritatea cadrelor folosand conceptul "dogbone" din punct de vedere al criteriului de 
ierarhizare formarii articulaţiilor plastice fata de cadre solidarizate pentru care respectarea 
acestui criteriu necesita creşterea secţiunii stâlpilor. 

In capitolul 7 intitulat "Condiţii de asigurare a ductilitatii locale-globale" se prezintă 
condiţiile si criteriile necesare asigurarii ductilitatii locale-globale cadrelor necontravantuite. 
Se stabileste o metodologie de evaluare a ductilitatii locale capabile cu ajutorul careia se 
poate determina aproximativ capacitatea de deformare a elementelor luând in considerare 
diferitele condiţii de incarcare. In exemple de calcul prezentate se aplica metodologia 
elaborata pentru cazuri concrete, folosand accelerograme reale care introduc diferite tipuri de 
mişcare seismica. 

8.2 CoDtributii personale 

Luând in considerare scopul tezei de doctorat, definit in paragraful 1.4, principalele contributii 
personale aduse in domeniul proiectării si calculului ductilitatii sunt: 

1. Prezentarea sintetica a problemelor calculului antiseismic a structurilor metalice pentru 
definirea si fundamentarea unui cadru de proiectare bazat, in egala masura, pe verificarea 
rezistentei-rigiditatii si ductilitatii. 

2. Extinderea conceptului deschiderii grinzii standard, luând in considerare nedezvoltarea 
completa a momentelor plastice la capetele grinzilor precum si folosirea conceptului 
grinzii standard pentru cazul grinzilor cu tălpi reduse (soluţie "dogbone") care muta 
articulaţiile plastice de la fata stâlpului. 

3. Evidenţierea principalelor parametri cu influenta semnificativa asupra ductilitatii locale, la 
nivel de element, cum ar fi: deschiderea elementului, limita de curgere superioara, 
variabilitatea caracteristicilor mecanice ale otelului, nedezvoltarea completa a 
mecanismului plastic al inimii, modul de lucru a stâlpilor, zveltetea stâlpilor, viteza de 
incarcare, influenta incarcarilor ciclice. 
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4. Stabilirea cantitativa, pe baza analizelor parametrice, a unor coeficienţi care reduc 
capacitatea de rotire ultima a elementelor, tinand seama de factori de influenta menţionaţi 
mai sus. 

5. Stabilirea unor relaţii simplificate de calcul pentru determinarea capacitatii de rotire a 
stâlpilor, luând in considerare efectul forţei axiale si modul de lucru a stâlpului in structura. 

6. Propunerea unui mecanism plastic care introduce influenta modului de realizare a 
profilului (laminare sau sudare) asupra capacitatii de rotire a elementelor si compararea 
rezultatelor teoretice cu datele experimentale din bibliografia existenta. 

7. Stabilirea unor relaţii simplificate pentu evaluarea cantitativa a influentei zonei de racord 
si a cordonului de sudura. 

8. Stabilirea modului de proiectare a grinzilor cu secţiune redusa, cu reducere constanta su 
variabila (conceptul "dogbone) precum si grinzilor cu rigidizari suplimentare (conceptul 
solidarizării). 

9. Evidenţierea factorilor de influenta semnificativa asupra ductilitatii locale grinzilor cu 
secţiune redusa sau rigidizata, cum ar fi. parametri geometrici, influenta sistemului de 
incarcare, efectul forţelor gravitaţionale, efectul planseului. 

10.Propunerea unor soluţii constructive pentru minimizarea efectului de conlucrare a 
planseului cu grinda care impiedica dezvoltarea unui mecanism eficient de disipare a 
energiei. 

11. Studierea unor cadre modificate cum ar fi cadrele hibride, cadrele proiectate conform 
conceptului "dogbone" sau al conceptului solidarizării zonei nodale si propunerea utilizării 
lor pentru controlul ductilitatii si a modului de cedare, precum si pentru imbunatatirea 
ductilitatii globale cadrelor necontravantuite. 

12.Propunerea unui cadru de verificare-asigurare a ductilitatii locale-globale prin clasificarea 
cadrelor in fimctie de conformarea lor si hazardul seismic, precum si asocierea intre clasele 
de rezistenta, la nivel de secţiune, factorul de comportare si clasele de ductilitate la nivel 
de element. 

13.Elaborarea unei metodologii practice de calcul pentru determinarea ductilitatii locale 
capabila, atat a grinzilor cat si a stâlpilor, care poate fi aplicata in proiectarea curenta. 

H.Elaborarea unor tabele, cu ajutorul programului DUCTROT, pentru determinarea directa a 
capacitatii de rotire capabila a profilelor laminate din seria EN, ce pot servi pentru 
elaborarea unei baze de date. 

15.Elaborarea unui exemplu de calcul care prezintă verificarea directa a ductilitatii intr-un 
mod explicit, fimctie de tipul seismului si modul de comportare a elementelor (grinda, 
stâlp) in structura. 
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PUCULIRV PROBLEMS OF STEEL MOMENT RESISTING FRAMES 

Chap. 8 CONCLUSIONS. PERSONAL CONTRIBUTIONS 

Summary 

The authors contribution to the parţial fulfillment of the doctoral thesis are: 

1. A synthetic presentation of the actual problems conceming the earthquake deisgn of steel 
structures, particularly the moment resisting frames, in the aim to define the checking of 
ductility at the same level as the resistance and rigidity checking. 

2. The extension of the standard beam concept, taking into account the possibility of the 
developing unequal moments at the beam ends, as well as, the introduction of the standard 
beam concept in the design of RB section beams. 

3. Determination of the basic factors influencing the local ductility, at the member level, such 
as member span, upper yield stress, variability of the mechanical steel properties, 
incomplete formation of the web's plastic mechanism, deformation mode of a beam-
column member, axial force, slendemess of the beam-column, strain-rate, cyclic action. 

4. Quantitative evaluation, based on parametrical studies, of some coefficients which reduce 
the ultimate plastic rotation capacity of the member, taking into account the aformentioned 
influencing factors. 

5. Determination of simplified relationships for the evaluation of the ultimate rotation 
capacity of the beam-columns, taking into account the influence of axial force and the 
deformation mode of a such element in a structure. 

6. Proposal for a local plastic mechanism which introduces the influence of fabrication (hot-
rolling, welding) on the ultimate member rotation capacity. 

7. Determination of simplified relations in order to consider the contribution of the junction, 
between flange and web, or the weldments dimensions on the rotation capacity. 

8. Determination of the design considerations conceming the sizing of the "dogbone" concept 
and the strengthening concept. 

9. Determination of the basic factors affecting the local ductility of the RB section, as well as, 
the reinforced beam section, such as geometrical parameters, loading system, gravitaţional 
loads, floor slab effect. 

10.Proposals of some constructional details in order to minimize the detrimental effect of the 
interaction between floor slab-steel beam. 

11.The study of the modified moment resisting frames such as hybrid, "dogbone and 
reinforced frames, proposing them to be used in order to control the ductility and the 
failure mode. 

12.Proposal of a framework within this the conditions of local and global ductility can be 
assured. 

B.Elaboration of a practicai design methodology in order to determine the available rotation 
capacity of members (beams, beam-columns). 

H.Elaboration of some design tables in order to evaluate, directly, the ultimate rotation 
capacity of hot-rolled profiles, widely used in structural design. 

15.EIaboration of worked examples, in order to show the practicai application of the 
proposed design procedure, taking into account the earthquake type and the behaviour of 
the members in structure. 
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A.IX.2 Date experimentale. Kulhman^^ 
A.IX.3 Date experimentale. Spangemacher'®^ 
A.IX.4 Date experimentale. Boeraeve et.al.^^ 
A.IX.5 Date experimentale. Kemp"^' 
A.IX.6 Date experimentale. Suzuki et.al.^^ 

Anexa X. A X Calculul rotirii plastice grinzilor standard de tip SB1, SB2 

Anexa XI. A.XI Clasificarea efectului creşterii ratei deformatiilor 

Anexa XII. A.Xn Date experimentale privând influenta incarcarilor ciclice asupra 
capacitatii de rotire. 

Anexa XIII. A.XHIa Comportare post-elastica a imbinarii solidarizate cu placi 
A.Xni.b Comportare post-elastica a imbinarii cu rigidizari 

Anexa DC. A.DCa Comportare post-elastica a secţiunii cu tălpi reduse variabil 
A.DCb Comportare post-elastica a secţiunii reduse prin aplicarea găurilor 
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Anexa I. A.1.1 Caracteristicile mecanice otelurilor folosite in Europa (t < 40 mm) 

Calitate Tensiuni (N/mm ) Deformaţii s pecifice % Moduli (N/mm^) Calitate 
f« f A Ev Bh EM Cl E Eh E/E„ G 

Fe 360 235 360 0.65 0.112 1.38 14 25 

210000 

5600 37.5 

80769.20 Fe430 275 430 0.63 0.131 1.44 12 22 210000 4900 47.8 80769.20 

Fe 510 355 510 0.69 0.169 1.66 11 20 

210000 

4350 48.2 

80769.20 

A.I.2 Caracteristicile mecanice otelurilor folosite in Japonia de tip SN( Specificaţii JIS-SN) 

Calitate Tensiunea 
minima de 

intindere(MPa) 

Tip Proprietati 
de 

baza' 

Sudabilitate YR^ Yp4 vE^ (P̂  

A 400 SN400A - X X X X X 

B 
400 
490 

SN400B 
SN490B — 

1—1 
- X 

C 
400 
490 

SN400C 
SN490C 

• • 
- - -

I-Sunt specificate. 
X -Nu sunt specificate. 
•Pentru otelurile de tip SN400A si SN400B,490B grosimile plăcilor sunt intre 6 <t <100 
(mm), iar pentru SN400C, 490C grosimile sunt 16 <t <100 (mm). 

1 )Limitele compoziţiei chimice(C,Si,MnJP,S), fy min, fu si alungirea sunt specificate. 
2)Ceq< 0.36% (400 MPa) 

Ceq < 0.44% (t <40), si < 0.46% (t>40) pentru 490 MPa 
Pem < 0.26 pentru 400 MPa si Pem < 0.29 pentru 490 MPa 

3)Y.R (yielding ratio): fy / fu < 80% 
4)Y.P (yielding point): 235 < Y.P < 355 (t^O), 215 < Y.P < 335 (t >40) pentru 400 MPa. 

325 < Y.P <445 (t<40), 295 < Y.P < 415 (t >40) pentru 490 MPa. 
5) vE( încercarea Charpy) > 27 Joule la OC''(trei probe) t >12 
6) (p : procentul de reducere a grosimii, (p > 25% si (p > 15% pentru t >16. 
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Anexa II. A II. 1 Influenta variabilitatii limitei de curgere"*^ pentu Fe 360 
Annex II. A II. 1 Influence of random material variability"^ for Fe 360 

<0 (O 
Ui c K (O 
o 

330 
320 
310 
300 
290 
280 
270 
260 
250 
240 

470 

460 

O) 450 
fO 
UI 
fE 440 
M 
Ui 
!; 430 

fye - 2 ^ 5 4 11- 313.4 

• • • . • • • M • • * 

r = -0.5341 
V = 183.66 

5 3 420 

410 

400 

• • • . -
• i • . 

• • • • 

—•—~ m 
mm • • ' • • • 

- . . . 
< ' ' : . 

- . 

r s 0.0730 
V = 187.85 

• 

• , 1 w—-r 1 1 1 1 1 1 1 T ' 

a) Diagrama fy-t 
pentru Fe 360 
obtinute din 
analiza de 
regresiune 

b) Diagrama fu-t 
pentru Fe 360 

8 10 12 14 16 18 20 22 
THICKNESS (mm) 

g 0.78 

CC 0.74 
3 
Ui > 0.70 

0.66 

0.62 

0.S8 

0 ^ 

0.50 

Rs-0.00561 +0.7286 

• . • _ c) Diagrama fy/fu 
pentru Fe 360 

r« •0.6633 
v« 0.0006 

8 10 
I I 

12 14 16 18 20 22 
THICKNESS (mm) 

n 
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A.n.2 Infîienta variabilitatii limitei de curgere pentm Fe 430 
A.n.2 Influence of random material variabilit^• for Fe 430 

360 

I 360 
• j fy=-0.9101 +323.3 

<fi 340 • • 

V i • 

a ) Diagrame fy-1 
pentru Fe 430 
obtinute din 

analiza de regresiune 

22 26 30 
THICKNESS (mm) 

ţ 580 

^ 540 co U) 
IU 
pc 500 
co 
g 460 -
Ş 

! J 420 3 
360 

fţg -0.0431 • 473.3 

V. 

340 

< 
£C 
O J 
UJ > 

r =-0.0096 
VB 614.01 

15 25 

R = -0.0020 t > 0.6842 

rs-0.3385 
V = 0.0010 

b) Diagrame fu-t 
pentru Fe 430 

obtinute din 
analiza de regresiune 

35 45 
THICKNESS (mm) 

c) Diagrame fy / fu-1 
pentru Fe 430 
obtinute din 

analiza de regresiune 

16 25 35 45 
THICKNESS (mm) 

III 
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A.n.3 Infuenta variabilitatii limitei de curgere pentm Fe 510 
A.n.3 Influence of random material variabilirs for Fe 510 

(A 
(O 
UI î 
o 
UI > 

480 

460 

440 

420 

400 

380 
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340 

320 

300 
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-2.9871 + 444.2 

r = 0.5335 
v = 573.77 

—I . I 1 1 ' I I ' 
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0.90 1 
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• 
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a) Diagrama fy-t 
pentm Fe 510 
obtinute din 

analiza de regresiune 

b) Diagiama fu-t 
pentru Fe 510 
obtinute din 

analiza de regresiune 

c) EHagiama fyfu-t 
pentru Fe 510 
obtinute din 

analiza de regresiune 
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Anexa III. Limitele de supleţe normelor Japoneze, LSD-AIJ 
Annex III. Width-to-thickness limitations according to LSD-AU 

A.m.l Limitele de supleţe conform LSD-AIJ(1986,draft). 

Element Clasa secţiunii Element 
1 2 3 

Grinda b/tf+0.09d/t^, < 16.2e b/tf+0.09d/t^. < 19.48 b/tf+0.09d/t^< 21.78 Grinda 

d>2b b/tf<16.24e d/t^ < 74.568 

Grinda- Stâlp b/tf+0.16d/t^ < 16.2e b/tf+0.16d/tv,< 19.48 b/tf+0.16d/t^ < 21.78 Grinda- Stâlp 

d>2b b/tf<16.24e d/t^,<50.16e 

A.ni.2 Limitele de supleţe conform LSD-AIJ(1990,draft) 

Element Clasa secţiunii 
1 2 3 

Grinda (b/13tf)^ +(d/82.8t^)^ < 8 (b/13.7tf)^ +(d/88.7t^)2 < 8 (b/15tf)^ +(d/96.5t^.)^ < 8 

â/U,, < 65.23e 

Grinda-
Stalp 

(b/13tf)^ +(d/60.7tv.)^ < 8 (b/13.7tf)^ Hd/64.6uf < e (b/15tf)^ Hâ/69.2t^f < 8 

d/t^< 46.318 
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Anexa IV. A.IV. 1 Relaţii pentru evaluarea capacitatii de rotire capabile prin metode teoretice 
Annex IV. A.rV. 1 Relations for available rotation capacity obtained from theoretical methods 

Metode Teoretice 

Kato 88,89 

• p>(s-l)/2 

p<(s-l)/2 
1 

(s-p)(1-p) 
• p=0 (încovoiere pure) 

ÎîlÎL 

(1) 

(s-p-1) 
E I 

2p'-^(s-1)(s-2p-1) (2) 

Se noteaza: 
p=Oo/Oy 
s=OCT / Oy. Coeficientul de voalare, s, se calculeaza din relaţia (3.8) 
he= Inaltimea intre cele doua talpi(Inaltimea echivalenta) 

Mazzolani-
Piluso'' ' 

• p>(s-l)/2 

• p<(s-l)/2 

- 1 (3) 

U/f -2As-1) ij ^-Ms-p- ij ^s-2p- i}- - 1 

• p=0 (încovoiere pura) 
Notatii asemanatoare cu cele din relaţii (1 ),(2) 
Coeficientul de voalara, s, se calculeaza din relaţia (3.9). 

Kemp 54,109 

• Pentru grinzi: 

^max=r 

• Pentru stâlpi: 
h\ w 2-^-U 

Se noteaza: 
y-coeficient ce tine cont de lungimea de voalare. 
h'^,-inaltimea intre centrele tălpilor. 
h'c-inaltimea din centrul tălpii comprimate Ia axa plastica. 

(5) 

(6) 

(7) 
Kf K,. Kd (L. / rye>yf 25< <140 

Kf=(b/tf)yf/9 ; Yf=(Fy.f/250)'^^ 
K . = ( V / 70 ; (Fy^ / 250)'^ 
Kd = 0.71 pentru secţiuni compuse, 1.0 pentru secţiuni din otel 

VI 
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A.IV.l Continuare 
A.IV.l Continue 

Daali-
Korol'^ 

^max - ^ {2s-1)+e 
1-e (8) 

Se noteaza: 
e= E / EH 

s= eh / Zy 
i- coeficient care tine seama de lungimea de voalare, i =£{/ L. 

( = 03997- a. w 

5695) 

O r b / t f C ; = ; C=(300/f,) 1/2 

Sedlacek-
Spangemacher 105 

R = a 
/ \ 

Df AR(tf) + AR -f + AR — -AR(K^) 
\tf J \ Uf J 

Relaţia (9) se compune 

a 
/ \ f. 

Jy. 
= 075 

\6.5 

k 
y 

2.81 'C -2.74 20-
tf 

AR 2.70 'C 
y 

-2.70 5-
bf 

AR(tf) = 2.53 'C -2.63 a(l5-tf) 

a=1.0 pentru tf<15mm 
a=0.50 pentru tf> 15mm 

AK^ = 9.31-0.035 
6.5 

GK t 'h V 
3 ă w 

SK© =0.35 (FU / FY f pentru AK© > O 
Sk©=0 pentru A K © < O 

(9) 

( - ' 

v n 
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A.rV.2 Relaţii pentru evaluarea capacitatii de rotire capabile prin metode arpoximative si empirice 
A.IV.2 Relations for available rotation capacity obtained by approximate and experimental methods 

Metode Aproximative 

Gioncu- Mazzolani^^ 

0.80 + 0.20^f- (10) 
yf J 

£= 235/fjf 
tr grosimea tălpii. 
b- jumatatea lungimii tălpii. 
L- deschiderea elementului. 
fw » fyf - limita de curgere a inimii, respectiv a tălpii. 

Metode Empirice 

Kato-Akiyama 5,111 

1 1 
+ (11) 

m- Raportul de "creştere a tensiunilor". 

m = —T^ + 0.90 
1/2 

X.-
{Syf ^ (pentru grinzi); 1.28Xy (e )̂ (pentru grinda-stalp) 

Cand m > m se cupleaza voalarea cu fenomenul pierderii stabilitatii prin 
incovoiere-torsiune. 

m = non ^ + 0.90 
1/2 

Kt = 0.03+ 0.04p 
Kd =-0.355X .̂ (Zyf^ 

= -[-1.33+(10.6Xf-2) (0.63 +0.33X .̂)] {Zyf^ 
Xf = bf(ey)'V2tf 

Nakamura'^^ 

(12) 

sO.S XLT = (Mp/cMc,)^ 
Mcr- Momentul critic pentru grinda simplu rezemata cu moment uniform 
c- Coeficient care tine cont de fenomenul incovoierii laterale. 
B- Coeficientul care tine cont variaţia momentului'". 
B=l-0.5a cand -l <a < 0; B= 1-a cand O <a< 2/3; B= 1/3 cand 2/3 <a <1 
a= Raportul momentelor la capetele grinzii(pozitiv cand nu schimba 
semn). 

vm 
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A.IV.2 Continuare 
A.IV.2 Continue 

Mitani-Makino 113 

• p < A ^ / 2 A 

fî^av — 'max 
500 235 

Ix ly 

1/2 

(13) 

^max -
500 235 

/x ly 

1/2 

50(Af-0.65Y -5.5A^+7 (14) 

Se noteaza: 
Lx-distanta intre articulaţia plastica si punctul in care momentul este zero 
Lb- distanta intre rigidizarile laterale. 
k- coeficient numeric, care depinde de distributia momentului, defmand 

lungimea de incovoiere-torsiune kLb. Se ia 0.70. 
p = Oo /Oy 
In cazul unei grinzi sau unei grinzi-stalp care lucreaza la dubla curbura, 
cu momente de capete Mi>M2, si k se pot calcula din: 

M, 

k = 0.7 
175 

1/2 

MJ 
<2.30 

• Capacitatea de rotire pentru grinda-stalp. 

d 
Mitani-Makino-

Matsui"^ 
R^ = 9.90-0.0157 —(f^y^ pentruN/Ny=0 

d / \i/2 
^max = 10£-0.10 — [fy) pentru N/Ny =0.30 

Pentru valori N/ Ny= 0.60 relaţiile nu sunt valabile datorita faptului ca 
numărul experimentelor este mic. 

(15) 

(16) 
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Anexa V. Comparaţia capacitacilor de rotire Rniax si Ru ce datele experimentale 
AnnexV. Comparison of rotation capacities R̂ oâ  and Ru with experimental data 

35 

30 -

25 -

„•20 -

I l 5 -

10 -

5 -

O -

Relatia(7): CV=0.405, p=0.852 
Relatia(lO): C.V=OJOO, p=0.803 

% • 
# RiXGioncu-MazzoIam, 

Rel 10AIV)[291 
• Rinax (Kemp, Rel.7, A.rV)[54] 

O 10 15 20 
Rexp. 

25 30 35 

a) Corelarea intre Rmax '̂* si Ru^^,obtinute teoretic, cu date obtinute experimental 85,90,105,106 

20 
18 -

16 -

14 ^ 

12 -

Rel(lO): C.V=0.456, p=0.586 
Rel.(8): CV=0.289, p=0.749 

• • 

10 ^ 
8 4 
6 1 
4 4 

• -
" • 

o J ' ^ 

. •Ru(Gioncu-Ma2zolani, ! 
Rel.lOAIV)(29] ! 

• Rmax (Daali-Korol, Rel 8, A.IV)(%] | 

10 15 
Rexp. 20 25 

b) Corelarea intre Rmax^^ si Ru^', obtinute teoretic, cu date obtinute experimental 85, 
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Anexa VI. Interacţiune M-N, M-V conform 
Annex VI. M-N and M-V interaction curves, according to 

. "p . Vp 

1.0 

1.0 1.0 

M-N 
M-V 

0 5 0 5 

0.1 0.1 
mp mp 

1.0 1.0 

N y_ 
(A.VI.l) 

m„=1.0 

m„=l.ll(l-np) 

mv=1.0 

cand 0<np<0 .10 

cand np>0.10 

candO<Vp <0.50 

(A.VI.2) 

(A-VI.3) 

(A.VI.4) 

m, =1- d \ fy^ (Vp- 0.50) / m„ Mp cand Vp > 0.50 (A.VI.5) 
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Anexa VII. Formele mecanismului plastic de cedare in plan 
Annex VII. Plastic collapse mechanism shapes 

Grinda Standard de tip 1 
\P 

Talpa comprimata 
P<1 2%b 

Talpa întinsa 

X^ b 

Mecanismul inimii 

9d 

^rfu 

Pb 

(fd 
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Anexa VIII. A. VIII. 1 Forme de voalare plastica obtmute e.vpenmenial 
Annex VIII. A. VIII. 1 Expenmental buckJing shap^s 

a) Voalarea in plan , asimemc c- sectronea ran i \ ers^ii 

b) Voalarea in afara planului simetnc sau asimetnc in legătură cu mijlocul gnnzni 
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.VA III.2 C'ontinunre 

. VA IU.2 Continue 

c) \^oaLirea in afara planului pentm giinda standard de tip 2 

• ' -ir 

d) Voalarea inimii, simetrica, asimetrica 
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A.VIII.3 Continuare 
A.VIII.3 Continue 

a) Mecansim plastic, parţial format, al inimii 

b) Voalare in afara planului 

CCCXVIII 
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Anexa DC. Date Experimentale 
Annex IX. Experimental data 

A.IX.1 (Lukey-Adams) 90 

Num. b 
(mm) 

d 
(mm) 

tf 
(mm) 

tw 
(mm) (N/mm )̂ (N/mm )̂ 

L 
(mm) 

A-1 101.75 235.1 10.80 7.65 283 308 3480 11 80 
A-2 88.0 235.1 10.80 7.65 283 308 2946 13.60 
B-1 51.30 191.3 5.28 4.45 371 395 1554 2.90 
B-2 36.95 191.3 5.28 4.45 371 395 1036 10.40 
B-3 43.05 191 3 5.28 4.45 371 395 1254 6.70 
B-4 47.00 191.3 5.28 4.45 371 395 1396 3.40 
B-5 48.40 191.3 5.28 4.45 371 395 1448 3.20 
C-1 50.95 241.2 5.26 4.60 371 350 1372 4.20 
C-2 36.85 241.2 5.26 4.60 371 350 960 13.70 
C-3 42.95 241.2 5.26 4.60 371 350 1168 8.00 
C-4 46.75 241.2 5.26 4.60 371 350 1296 4.20 
C-5 44.45 241.2 5.26 4.60 371 350 1280 6.50 

A.IX.2 (Kulhmann) 
Num b 

(mm) 
d 

(mm) 
tf 

(mm) 
tw 

(mm) (N/mm )̂ (N/mm )̂ 
L 

(mm) 
e/Cst E/E, 

t 
Rexp.n 

1 70,5 278 8.0 5.0 236 217 3404 15.9 67.33 8.0 
2 75.0 278 8.0 5.0 236 217 3704 15.9 67.33 7.0 
3 80.0 277 8.5 5.5 217 449 4000 10.0 58.45 1.0 
4 80.0 261 8.08.0 6.0 287 260 2540 29.3 61.85 12.7 
5 80.0 258 8,0 5.0 287 252 2636 25.9 61.85 8.60 
6 80.0 259 8.0 4.0 287 252 2716 14.5 61.85 4.60 
7 80.0 280 8.0 5.0 287 252 1796 12.9 61.85 13.5 
8 80.0 280 8.0 5.0 287 252 2196 - - 11.5 
9 80.0 275 8.0 5.0 285 252 2598 12.9 61.85 7.80 
10 85.0 279 8.0 5.0 236 217 2802 15.9 67.33 5.50 
11 91.0 278 8.0 5.5 236 217 3002 15.9 67.33 8.90 
12 95.0 278 8.0 5.5 236 217 3400 7.48 67.33 7.60 
13 70.5 239.6 10.2 5.5 333 709 3000 7.48 94.81 5.10 
14 75.0 239.0 10.0 5.5 333 709 3200 7.48 94.81 3.80 
15 80.0 237.2 10.4 5.5 333 709 3508 7.48 94.81 3.60 
16 80.0 148. 10.2 5.5 333 709 2304 7.48 94.81 10.5 
17 80.0 200.0 10.0 5.5 333 709 2204 7.48 94.81 9.50 
18 80.5 269.0 10.0 5.5 333 709 2100 7.48 94.81 6.60 
19 80.0 278.0 10.0 6.0 333 349 2000 13.2 81.54 12.0 
20 80.0 279.0 10.0 6.0 333 349 2402 13.2 81.54 8.70 
21 80.0 279.0 10.0 6.0 333 349 2804 - - 7.20 
22 85.0 279.0 10.0 6.0 333 349 2406 13.2 81.54 10.0 
23 91.5 278.4 10.3 6.0 333 349 2500 13.2 81.54 6.70 
24 95.0 278.6 10.2 6.0 333 349 2700 13.2 81.54 5.20 1 
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Anexa DC. Continuare. 
Annex IX. Continue. 

A. IX. 3 (Spangemacher) 105 

Num. b 
(nun) 

h 
(mm) 

d, 
(mm) 

tf 
(mm) 

t . 
(mm) (N/mm^) (N/mm^) 

r L 
(mm) 

I W -

D16B3M (HEB220) 110.3 219.5 152.1 15.7 10.0 274.5 348 18 1200 22.5' 
D19A4M (HEB220) 109.6 220.4 152.4 16.0 9.40 525.2 541 18 1200 20.0' 
D20B4M(HEB220) 109.7 220.0 152.2 159 9.70 525.2 541 18 1200 1.2* 
D01A4M(HEB220) 109.4 219.1 150.5 16.3 9.80 486 532 18 3500 6.4 
D02B4M(HEB220) 109.3 217.3 165.1 16.2 9.40 486 532 18 3500 7.8 
D09A3M(HEB220) 109.5 218.7 150.1 16.3 9.60 278 286 18 3500 189 
D10A3M(HEB220) 109.2 217.4 149.2 16.1 9.40 278 286 18 3500 19.8 
EA22312(HEA220) 110.2 208.3 151.3 10.5 7.50 282 308 18 1200 32.9' 
EA2233(HEA220) 110.0 209.0 152.0 10.5 7.50 282 308 18 3000 12.0 
EA2234(HEA220) 110.5 211.0 153.0 11.0 7.40 282 308 18 4000 9.30 1 
EA22412(HEA220) 112.8 215.5 157.5 11.0 7.50 420 437 18 1200 15,4' 
EA2243(HEA220) 112.8 210.3 152.3 11.0 7.50 420 437 18 3000 2.80 
EA2244(HEA220) 111.0 214.0 156.6 10.7 7.50 420 437 18 4000 1.50 
EB28312(HEB280) 139.5 278.0 194.8 17.6 10.5 248 252 24 1200 45.4* 
EB2833(HEB280) 139.7 276.8 193.2 17.8 109 248 252 24 3000 34.1 
EB2834(HEB280) 139.5 282.0 1986 17.7 10.8 248 252 24 4000 20.5 
EB28412(HEB280) 140.7 283.0 200.2 17.4 11.5 489 539 24 1200 15.8' 
EB2843(HEB280) 141.7 281.2 198.4 17.4 11.4 489 539 24 3000 9.5 
EB2844(HEB280) 142.0 284.5 201.7 17.4 11.5 489 539 24 4000 8.3 
EA28312(HEA280) 140.0 255.2 181.8 12.7 7.80 276 311 24 1200 50.4* 
EA2833(HEA280) 140.0 266.0 192.8 12.6 8.0 276 311 24 3000 19.0 
EA2834(HEA280) 140.0 269.0 195.4 12.8 7.50 276 311 24 4000 6.4 1 
EA28412(HEA280) 140.3 276.1 202.9 12.6 8.80 504 535 24 1200 165' 
EA2843(HEA280) 140.5 275.6 202.4 126 9.0 504 535 24 3000 6.4 
EA2844(HEA280) 140.5 275.0 201.6 12.7 9.30 504 535 24 4000 4.1 
EB2843F1 141.7 281.0 246.4 17.3 11.3 489 539 - 3000 09 
EB2843F2 141.6 284.7 249.9 17.4 11.5 489 539 - 3000 2.0 
EA2234B(HEA220) 112.8 206.0 149.4 10.3 7.30 275 302 18 4000 10.3 
EA2244B(HEA220) 112.8 208.3 150.1 11.1 7.70 430 448 18 4000 2.6 
ETB3545 150.3 350.0 320 15 10.0 486 990 . 3000 2.7 
ETB3563 150.3 350.0 320 15 10.0 817 813 - 3000 0.9 
1) Probele notate CU asterisc cedeaza prin forfecare. 
2) d,= h-2(tf-r) 

A.IX.4 (Boeraeve et al) 106 

Num. b 
(mm) 

h 
(mm) 

dw 
(mm) 

tf 
(mm) 

tw 
(mm) 

r 
(N/mm )̂ ( N W ) 

L 
(mm) 

ŜXPJB 

Dl 100.3 183.3 119.1 14.1 8.8 18 303 342 3000 16.80 
D2 100.1 183.3 117.9 14.7 9.5 18 375 421 3000 12.10 
D3 100.7 184.6 118.4 15.1 9.5 18 445 462 3000 10.00 
D4 100.2 185.8 120.6 14.6 9.6 18 261 291 3000 24.30 
D5 100.0 189.3 123.5 14.9 9.4 18 409 426 3000 9.20 
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Anexa IX. Continuare 
Annex IX. Continue 

A.IX.5(Kemp) 109 

Num. b 
(mm) 

d 
(mm) 

tf 
(mm) 

U 
(mm) (N/mm^) (N/mm^) 

L 
(mm) 

I U 

1 75 217.8 8.09 6.65 340 358 3660 2.70 
2 72.5 217.4 10.57 6.82 285 329 3660 6.60 
3 53 273.9 7.05 5.85 332 388 3660 2.20 
4 74.5 217.9 8.56 6.78 340 358 1830 15.2 
5 74.5 217.1 8.44 6.78 294 300 1830 14.8 
6 70.0 209.5 10.77 6.76 288 329 1830 14.0 
7 77.0 120.3 9.83 IM 313 300 3660 8.40 

A.IX.6 (Suzuki et.al.) 97 

Num. b 
(mm) 

d 
(mm) 

tf 
(mm) 

tw 
(mm) (N/mm^) (N/mm^) 

L 
(mm) 

1 75 132 9.0 6.0 291 340 1200 33.4 
2 75 132 9.0 6.0 527 340 1200 19.2 
3 75 132 9.0 6.0 291 509 1200 22.3 
4 75 132 9.0 6.0 526 509 1200 9.4 
5 75 132 9.0 6.0 291 340 1800 27.2 
6 75 132 9.0 6.0 291 509 1800 18.5 
7 75 132 9.0 6.0 526 509 1800 7.7 
8 75 132 9.0 6.0 687 340 1800 9.4 
9 75 132 9.0 6.0 291 686 1800 15.7 
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Anexa X. Calculul rotirii plastice pentu grinda standrd de tip SBI, SB2 
Annex X. Determination of plastic rotation for standard beam SBl, SB2 

A X. 1 Calculul rotirii plastice pentu grinda standard SBl 
AX. 1 Determination of plastic rotation for standard beam SBl 

N - r 

M N 

N 
• 
L L 

• 
J 

r 1 
eo 

PL^^M^ M.^yL NepL 1 
^P.SB1 + - - — + 16EI 2 4EI 4EI 

(m^m^Mp + 2Neo)L (1) 

A.X.2 Calculul rotirii plastice pentu grinda standard SB2 
A.X.2 Determination of plastic rotation for standard beam SB2 

1 1 1 1 1 i 1 1 1 i u i 1 

f 
PL^ / 8 

2/ PLy 
^^ / a PL' Mp 

SB2 El 24EI 3EI (2) 

,sBi 3MpL 3 
Op.SB2 ^MpL 4 

(3) 

^P.SB2 - 2 ^ SBl (4) 
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Anexa X.I Clasificarea efectului creşterii ratei deformatiilor 
Annex X.I Classification conceming influence of străin rate 

Domeniol 
Dinamic 

Rc 
Domeniul 

Static 
Rm 

Domeniul 
seismelor 
obişnuite 

Extinderea 
posibila a 
cutremurelor 

Forţele inerţiale 
se neglijeaza 

Seisme de adincimi intermediare 
sau adincimi mari. 

• Vrancea (Romania) 
• Insule din marea Egee (Grecia) 
Mexico City (1964), Bucureşti 
(1977) El Centro(1941), etc. 

Seisme de tip soc specifice de 
mica adincime 
• Banat (Romania) 
• Pelopones, Thessaloniki 

(Grecia) 
Skopje(1964), Iran (1978), 
San Femndo(1971), 
Northridge(1994), 
Kobe(1995), Egio(1995) 

10 R5 

(sec-^) 
10 rl 10® 0.5x10^ 10^ 

(sec-») 
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Anexa XII Date experimentale privând efectul incarcarilor ciclice 
Annex XII Experimental data coneming influence of cyclic action 

A. XII. 1 Rezultate experimentale care evidentiaza fenomene locale, efectul 
voalarii secţiunii, ale comportării elementului (incarcari cvasi-statice 
constanta)'^^ 

ecruisarii, efectul 
cu amplitudinea 

Num. test Nr fy/fu Rc 
(experimental) 

Rm Condiţii 
normale 

HEA3 19 0.819 5.55 
R (DUCTROT) Rcap.m HE220A 

Rc«p.m = 6.52 
fy /fu=0 652 
L=3000min 

HEA3 19 0.819 5.55 6.39 4.26 
HE220A 

Rc«p.m = 6.52 
fy /fu=0 652 
L=3000min 

HEA2 16 0.813 6.0 6.39 4.26 

HE220A 
Rc«p.m = 6.52 
fy /fu=0 652 
L=3000min HEA4 9 0.806 7.36 6.90 4.60 

HE220A 
Rc«p.m = 6.52 
fy /fu=0 652 
L=3000min 

HEA7 7.5 0.813 8.90 7.42 4.95 

HE220A 
Rc«p.m = 6.52 
fy /fu=0 652 
L=3000min 

HEB5 20 0.666 5.88 14.25 9.50 HE220B 
R= 20.48 

fy /fu=0.652 
L=3000nini 

HEB6 18,5 0.666 6.06 15.03 10.02 
HE220B 
R= 20.48 

fy /fu=0.652 
L=3000nini 

HEB2 15 0.653 7.06 15.51 10.34 

HE220B 
R= 20.48 

fy /fu=0.652 
L=3000nini HEB 10 13 0.653 7.22 15.82 10.55 

HE220B 
R= 20.48 

fy /fu=0.652 
L=3000nini 

HEB4 7 0.662 7.77 15.99 10.66 

A.XII.2 Rezultatele experimentale din care se evidentiaza efectul zveltetei elementului asupra 
capacitatii de rotire ciclice, corespunzatoarea momentului maxim, Rc.max. (incarcari 
alternate static aplicate)'^^ 

25 
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QS 
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! • 
w 

• 1 

• 1 1 1 m 
1 i 

40 50 60 

M § 
06 

20 

15 

10 

H ! 
• j 

j 

• • 
n 

i 
i 1 

1 1 1 
i 
i 

I ^ R m a x . m o n o t o n 

• R m a x - c i c l i c 

X.y=l/i 
70 

• N / N p = 0 . 1 5 ( i n o n o t o n | 

• N / N p = 0 . 3 0 ( m o n o t o n ) 

N/Np=0.15(ciclic) 
•N/Np=0.30(ciclic) 

xy 

10 20 30 40 50 60 
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A.X.n.3 Rezultate expeiimentale care e\identiaza efectul forţei axiale si influenta supleţei 
secţiunii transversale (incarcari ciclice aplicate alternat pe o consola)'^" 

b/tf=8.0 
du=31.0 
N/'Np=0.30 

b/tf=8.0 
d/'t,=43,0 
N,'Np=0.30 

b/tf=16.0-^ 
d/U=31.0 
N/'Np=0.30 

A.X.n.4 Rezultate experimentale care evidentiaza efectul global al incarcarii ciclice luând in 
considerare atat efectul forţei axiale cat si momentului incovoietor ^ 

W8xl0 (b/tf=9.61) 
fy =261,820 kPa 

E= 2.0326x10" kPa 

3' U 

d' B 
i 

5' 
•C, 
u 

Pin twwin̂  Tiono) 

Piri ben fng (cfdic f\ftt er*in9(c> 

Bin 
c 

(ĥ fofid otid (w o) 
•M 

Br \ 
(q 

Ml CI M [3 M 14 C4 C2 a 
Specimen numbers 

! V F SR 

PITI )«NANG Un 
/ 

1 

1 1 
1 

CI C4 
Specimen numbers 

a a 

Ml,M2-incovoiere pura M3- incovoiere cu forţa axiala, np=0.30, constanta, in conditi monotone 
C1,C2- iiicovoiere ciclica C3- incovoiere cu forţa axiala, np=0.30, constanta, in condiţii ciclice 
M4-incovoiere cu forţa axiala in conditi monotone, 
C4- incovoiere cu forţa axiala in conditi ciclice. 
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Anexa X.IIIa Comportare post-elastica a imbinarii solidarizate cu placi suplimentare^' 
Annex X.IIIa Behaviour of strengthened connection with cover plates'^^ 

Anexa.XIIIa Comportare post-elastica a imbinarii solidarizate cu rigidizari 
Annex .XlIIa Behaviour of strengthened connection with haunces^'^^ 

147 
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Anexa IXa. Comportarea post-elastica secţiunii cu talpi reduse variabil^ 
Annex IX.a Behaviour of the ^^dog-bone^' section'^ 

Anexa IXb. Comportarea post-elastica secţiunii cu talpi reduse prin aplicarea gaunlor 
Annex EXb. Behaviour of the reduced beam section bv drilled holes 
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